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Résumé
Nous avons mené une étude exploratoire sur l’évaluation en mise en forme à chaud de la résistance
thermique de contact (RTC) tôle/outil pour mieux en appréhender les relations avec les paramètres que
sont la pression et la rugosité. L’importance de la RTC dans des applications telles que l’emboutissage
à chaud vient du fait qu’elle contrôle directement les échanges de chaleur et indirectement les propriétés
finales des pièces.
L’étude a porté sur la faisabilité de la mesure de la RTC entre un acier à outil X38CrMoV5 et une
tôle d’acier pour l’emboutissage à chaud en l’occurence la nuance 22MnB5. Deux moyens developpés au
LETEE et à l’ICA-Albi ont permis d’évaluer l’influence de la pression de contact sur la RTC respective-
ment en régime thermique établi pour le LETEE et transitoire pour l’ICA-Albi. La gamme de pressions
comprises entre 4 et 80 MPa explorées sur le moyen du LETEE a permis de mesurer une RTC qui
diminue en ordre de grandeur de 2 ×10−4 à 6 ×10−5 m2KW−1. L’étude de l’effet de la rugosité à travers
deux états de surface (poli et rectifié) sur les échantillons en X38CrMoV5, a montré des valeurs de RTC
légèrement plus importantes sur les échantillons rectifiés. La tendance de la RTC à diminuer quand la
pression augmente, a été confirmée sur le moyen de l’ICA-ALBI, soit en variations comprises entre 3.4
×10−4m2KW−1 et 2.7 ×10−4m2KW−1 pour des pressions allant de 40 à 160 MPa. Comparativement,
les valeurs obtenues sont en moyenne deux fois supérieures à celles mesurées au LETEE et les variations
sont plus faibles.
La RTC a fait ensuite fait l’objet d’une modélisation en deux étapes. La première étape a porté sur la
mise en place d’un modèle d’écrasement des aspérités tenant compte de leur comportement rhéologique
(élastique, plastique ou élastoplatique) pour évaluer l’aire de contact. La deuxième étape a consisté ensuite
à définir une relation entre la RTC et la pression de contact à partir d’un modèle prédéfini liant l’aire de
contact à la RTC. À partir du modèle de conductance obtenu, la simulation du contact tôle/outil sous
ABAQUSTM , nous a permis de reproduire des températures en fonction de la pression de contact, avec
des écarts maximaux de 5 °C par rapport aux températures expérimentales.
Nomenclature
Symboles Grandeurs associées
T Température (°C)
RTC Résistance Thermique du Contact (m2W−1K)
RTCs Résistance Thermique associée au solide (m2W−1K)
RTCf Résistance Thermique associée au fluide (m2W−1K)
q Densité surfacique de flux (Wm−2)
h Conductance de contact (Wm−2K−1)
hs Conductance associée au solide (Wm−2K−1)
hf Conductance associée au fluide (Wm−2K−1)
λ Conductivité thermique (Wm−1K−1)
λe Conductivité thermique équivalente (Wm−1K−1)
λef Conductivité thermique effective associée au fluide (Wm
−1K−1)
λaf Conductivité thermique intrinsèque au fluide (Wm
−1K−1)
λrf Conductivité thermique associée au rayonnement (Wm
−1K−1)
ε Emissivité
kB Constante de Boltzmann (Wm−2K4)
ψ Fonction de constriction
mV Masse volumique (kgm−3)
Cp Chaleur spécifique (Jkg−1K−1)
Aa Aire nominale (mm2)
Ar Aire réelle (mm2)
a Rayon de contact (mm)
ae Rayon de contact élastique (mm)
aep Rayon de contact élasto-plastique(mm)
ap Rayon de contact plastique (mm)
ψp Index de plasticité
m Pente associée aux aspérités de surface
σ / Rq Rugosité quadratique moyenne des hauteurs d’aspérités (µm)
Ra Rugosité arithmétique moyenne des hauteurs d’aspérités (µm)
P Pression de contact (MPa)
Pe Pression de contact élastique(MPa)
Pep Pression de contact élasto-plastique (MPa)
Pp Pression de contact plastique (MPa)
H Dureté (MPa)
Rpe Limite élastique (MPa)
E Module d’Young (GPa)
δ Ecrasement (mm)
δe Ecrasement limite élastique (mm)
δep Ecrasement limite élasto-plastique (mm)
ρ Rayon d’aspérité (mm)
z Altitude des aspérités (mm)
Chapitre I
Introduction
Chapitre I. Introduction
La thèse qui est proposée s’inscrit dans le cadre du projet "formage avancé". Il est piloté par trois
partenaires qui font partie des groupes industriels majeurs de la Région des Pays de Loire. Ce projet
réunit autour de ces groupes industriels, aussi bien des PME que des partenaires universitaires :
– Groupes Industriels & PME
– Auto Châssis International (Le Mans)
– DCNS Propulsion (Indret)
– MECACHROME (Vibraye)
– Chastagnier-Delaize (La Ferté-Bernard)
– ACB (Saint-Nazaire)
– HYDRO-PROCESS (Chalons sur Saône)
– Laboratoires
– CEMEF/Mines ParisTech (Sophia-Antipolis)
– ICA-Albi/Mines d’Albi (Albi)
– ERMeP/ISIC (Saint-Dié)
– IRCCyN/Ecole Centrale de Nantes (Nantes)
– LPMI/ENSAM d’Angers (Angers)
– LMA (Besançon)
Ce projet a été labellisé par le pôle de compétitivité EMC2 (Ensembles Mécaniques Complexes et
Composites) de la Région des Pays de la Loire. Deux autres partenaires apportent respectivement leurs
compétences pour la formalisation d’un outil métier de simulation numérique et pour la capitalisation de
connaissances. Il s’agit de :
– TRANSVALOR (Sophia-Antipolis-06)
– SYNERVIA (Saint Nazaire-44).
Les objectifs du projet Formage Avancé sont de développer les procédés de formage relatifs aux
emboutis profonds, aux tuyauteries et corps creux ainsi qu’aux boîtes de compression pour pièces frittées
de grandes dimensions dans un but d’intégration de fonctions afin de gagner de la masse, miniaturiser
les ensembles et réduire le nombre d’interfaces. On améliore ainsi la qualité, la précision et la durabilité
des sous-ensembles réalisés à partir de ces éléments. Ce projet a été divisé en plusieurs grandes tâches,
notamment l’hydroformage, le formage incrémental et le formage à chaud qui sert de support à cette
étude.
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I.1. Cadre d’application : formage à chaud
I.1 Cadre d’application : formage à chaud
Durant les 15 dernières années, les considérations écologiques ont influencé de plus en plus la concep-
tion des véhicules en exigeant la diminution de la consommation de carburant et consécutivement des
émissions de CO2. Une des façons d’atteindre cet objectif est la réduction du poids de la structure des
véhicules en réduisant les épaisseurs des pièces (généralement produites par emboutissage d’un flan de
tôle) sans pour autant sacrifier la sécurité passive des passagers lors d’accidents [41, 80, 81]. La figure I.1
représente le principe d’une opération d’emboutissage. Le flan de tôle est serré sur la matrice par le serre-
flan. La tôle est déformée plastiquement entre le poinçon et la matrice dont elle épouse simultanément
les formes. Les déformations plastiques sont limitées au strict nécessaire du pliage (avec élongation) en
contrôlant le défilement de la tôle dans le serre flanc. Les caractéristiques mécaniques de la tôle à déformer
(notamment la contrainte d’écoulement) conditionneront les efforts de mise en forme et l’écrouissage.
Fig. I.1: Principe de l’emboutissage
Selon de récents travaux [41, 80, 81], l’utilisation des aciers haute limite élastique (HLE, 270 MPa
< Rm < 700 MPa) semble être le meilleur compromis à la satisfaction du ratio entre la réduction du
poids et l’augmentation de la sécurité des passagers. De plus en plus d’exemples de pièces réalisées sont
présents dans les nouveaux véhicules mais essentiellement pour des éléments de structure avec ces aciers
comme le montre la figure I.2 (renfort de portière, renfort de pied milieu, poutre de pare-choc)[4].
Fig. I.2: Pièces de structures sur une caisse en blanc [4]
La principale difficulté dans la réalisation de pièces avec les aciers HLE vient du fait que leur mise en
forme à froid selon le procédé classique, conduit à des niveaux de contrainte pour les outillages et d’effort
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pour les presses qui sont importants. De plus, le retour élastique de la pièce à la sortie des outillages
limite la précision dimensionnelle des pièces [80, 81, 109].
La possibilité de réaliser une mise en forme à chaud permet d’envisager de réduire les sollicitations
des outillages et des presses ainsi que d’améliorer la précision de la prévision du retour élastique. C’est
dans ce cadre là que certains types d’acier pour travail à chaud tel que le 22MnB5 (ou Usibor 1500P
dénomination Arcelor-Mittal) ont été développés [41]. Pour obtenir des taux de résistance élevés, on utilise
pour la fabrication de pièces de structure, le procédé de trempe à la presse. Ainsi pour le 22MnB5, le
process de mise en forme consiste à chauffer à une température comprise entre 850 et 950 °C pendant une
durée qui varie entre de 5 et 20 mn [41, 109], nécessaire pour porter l’acier dans le domaine austénitique de
façon homogène(figure I.3). Selon Turetta [109], une bonne auténitisation est obtenue à une température
de 900 °C pendant 5 mn.
Fig. I.3: Diagramme TRC du 22MnB5 selon ARCELOR-MITTAL [81]
L’acier doit être ensuite transféré rapidement (de sorte que l’essentiel de la déformation se produise
dans le domaine austénitique [109]) entre les outils refroidis : le processus de trempe se fait donc au sein de
l’outil pour augmenter la vitesse de refroidissement et éviter la déformation de la pièce. Le refroidissement
rapide qui est occasionné contraint l’opération de déformation à être réalisée avant le point de formation
de la martensite, c’est à dire vers 400 °C. Ainsi pour éviter les transformations de phase bainitique, les
vitesses de refroidissement doivent être supérieures à 27 °Ks−1. On pourrait schématiquement représenter
le diagramme temps-température du procédé sur la figure I.4.
La formabilité résiduelle après transformation martensitique est alors de 5 % pour une résistance
à la traction qui peut atteindre 1500 MPa sur la pièce ainsi formée [41] (avant déformation à chaud
la résistance à la traction est égale à 600 MPa pour 20 % d’allongement à la rupture). L’opération
permet de réaliser simultanément le formage de la pièce et la trempe, permettant ainsi non seulement de
limiter les problèmes de retour élastique mais aussi de réaliser des pièces de forme géométrique complexe,
permettant l’intégration de fonction. La figure I.5 montre une pièce réalisable par ces procédés. Il s’agit
d’un ensemble essieu de train arrière obtenu en associant les procédés d’emboutissage à chaud et de
découpage permettant de passer de 15 pièces embouties à 5 pièces en intégrant des fonctions support
amortisseur, coupelle de ressort, barre anti-devers.
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Fig. I.4: Diagramme temps-température du procédé de formage à chaud [12]
Fig. I.5: Pièce type symbolisant l’intégration de fonction selon ACI (document ACI)
I.2 L’emboutissage à chaud
Le formage à chaud est un procédé dans lequel la thermique et la mécanique sont donc fortement
couplées. Les conditions de contact initiales (températures, lubrifiant, état de surfaces, pression) entre le
flan de tôle et les outils joueront donc un rôle essentiel sur le transfert de chaleur entre la tôle et l’outil,
sur la transformation de phase, le taux de refroidissement, qui eux mêmes influencent les propriétés
mécaniques et par conséquent la formabilité de la tôle (figure I.6). À haute température, la sensibilité
de la contrainte d’écoulement à la vitesse de déformation et la capacité du métal à subir de grandes
déformations peuvent affecter la cinétique de transformation de phase [40, 41, 80, 81, 109, 12].
Des études ont été menées par Geiger et al. [41], Bariani et al. [12], Merklein et al. [81, 80] qui ont mis
en évidence l’influence de la température, mais aussi de la vitesse de sollicitation sur le comportement
mécanique du 22MnB5 . Geiger et al. [41] ont montré que le taux de refroidissement de la tôle augmente
avec la pression de déformation du flan de tôle. Merklein et al.[81] ont montré que l’augmentation de la
vitesse de sollicitation en traction s’accompagne d’une augmentation du niveau de contrainte pour des
températures assez éloignées du martensite start (figure I.7). Par contre le comportement contraire a été
observé pour des températures de 500 °C (proche du point de début de formation de martensite, c’est à
dire à 400 °C). Ce comportement a été rapproché des changements dans la micro-structure du matériau
notamment la transformation bainitique inévitable même pour des vitesses rapides (40 Ks−1).
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Fig. I.6: Couplage thermo-mécanique du procédé [41]
Fig. I.7: Influence de la température (a) et de la vitesse de déformation (b) sur la rhéologie du 22MnB5 [81]
Dans la réalisation de l’opération à chaud, la vitesse de refroidissement de la tôle au contact des
outils est une donnée dont la connaissance permettra à l’industriel la maîtrise de l’opération. Cette
vitesse de refroidissement est déterminée par la Résistance Thermique de Contact (RTC) ou sous une
autre appellation le Coefficient d’échange ou Conductance de contact (h) qui est l’inverse de la RTC.
Ce paramètre peu maîtrisé revêt une importance industrielle dans la simulation numérique du process.
C’est une grandeur qui permet de caractériser une interface de contact entre deux corps du point de vue
du transfert thermique. Elle a fait l’objet de nombreuses études et modèles sur lesquels nous reviendrons
dans le chapitre consacré à l’état de l’art.
I.3 La démarche d’étude
La contribution de l’ICA-Albi concerne l’étude des interactions tôle-outil et portera sur plusieurs axes.
Il s’agira de caractériser le contact en terme de RTC et d’être en mesure de fournir un modèle de RTC
qui prendra en compte divers paramètres de l’interface afin d’aider à la simulation numérique du process.
Pour se faire nous présentons dans le premier chapitre, un état de l’art qui englobe à la fois les aspects
physiques et les modèles de calcul, mais aussi les divers moyens de mesure existant dans la littérature.
Ce qui ressort de façon récurrente de la littérature, c’est l’importance de l’interface de contact et plus
particulièrement de l’état de surface et de l’aire réelle de contact. Des divers paramètres pouvant influencer
la RTC, la température de contact et surtout la pression de contact semblent être les paramètres qui font
l’objet de plus d’études. La pression en particulier a une plus grande interaction avec l’aire de contact.
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De ce fait, dans le second chapitre, la caractérisation expérimentale de la RTC est entreprise avec pour
objectif principal d’évaluer l’influence de la pression de contact sur l’évolution de la RTC entre un acier de
type 22MnB5 et un acier utilisé dans la mise en œuvre des outillages, en l’occurrence l’acier X38CrMoV12.
Pour ce faire deux moyens de mesures sont mis à contribution. Le premier moyen développé au sein du
LETEE de l’Université de Bretagne-Sud à Lorient permet d’évaluer l’influence de la pression de contact
en condition mécanique statique et en régime thermique établi. Il permet aussi, tout en maintenant la
charge, d’évaluer l’influence de la température en régime transitoire. Le deuxième montage mis en place à
l’ICA-Albi dans le cadre de ce travail de thèse permet d’évaluer l’influence de la pression sur la RTC tôle
/ outil dans des conditions thermiques transitoires, plus proches de celles rencontrées en emboutissage à
chaud.
La littérature fait état d’un nombre important de modèles de RTC généralement associés à un modèle
de contact mécanique au niveau microscopique de la surface. Le troisième chapitre s’intéresse à une
approche de modélisation sous MATLABTM du contact mécanique qui est intrinsèque à la RTC. Nous
nous intéressons à la prédiction de l’aire de contact à partir d’une caractérisation de l’état de surface
initial, en considérant l’écrasement de la surface par un plan rigide. Elle tient compte du comportement
rhéologique des aspérités de la surface (élastique, élasto-plastique ou plastique).
Dans la démarche, le modèle développé sous MATLABTM est comparé à un modèle numérique sous
ABAQUSTM avec pour avantage de simuler numériquement l’écrasement des aspérités telles qu’elles
pourraient l’être réellement en tenant compte de la rhéologie (et de l’écoulement plastique). Le contact
mécanique sert de socle à la modélisation de la RTC. L’approche mécanique est donc couplée à un modèle
de RTC. Le modèle mécanique permet de prédire l’aire réelle de contact et de la relier à la pression de
contact. À travers le couplage, il s’agit donc de définir un lien entre la RTC et la pression, en se basant
sur la relation entre la RTC et l’aire réelle de contact. La simulation des transferts thermiques réalisés
sous ABAQUSTM vient en support à la modélisation.
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Dans ce qui suivra, nous ferons un état de l’art des modèles de RTC et dans une seconde partie les
approches de contact mécanique sur lesquels s’appuient les divers modèles.
II.1 La Résistance Thermique de Contact
II.1.1 Définition de la Résistance Thermique de Contact
Lorsque deux corps à températures différentes sont mis en contact, il se produit des échanges ther-
miques à leur interface. Idéalement, le contact est considéré parfait, c’est-à-dire qu’il n’existe pas de
discontinuités au niveau de la zone de contact. Dans la pratique, les rugosités existant à la surface des
corps métalliques modifient la zone d’échange en la réduisant (figure II.1, [33]). La zone de contact réelle
devient alors le lieu de transfert privilégié du flux de chaleur (si le milieu interstitiel est peu conducteur).
La réduction de la section de contact force donc le flux de chaleur à transiter par les zones de contact
réelles provoquant ainsi la constriction des lignes de flux (courbures). Cette situation non idéale de contact
est à l’origine de la Résistance Thermique de Contact (RTC)([10]).
Fig. II.1: Représentation de l’interface de contact, cas idéal et cas réel [33]
Le transfert de chaleur à l’interface de contact est donc caractérisé par la RTC, généralement repré-
sentée par une analogie à l’électricité : une différence de température entre deux points génère une densité
de flux qui traverse une résistance thermique. Elle est modélisée par une conductance de contact ou un
coefficient d’échange h (inverse de la RTC), une discontinuité de température à l’interface ∆T et une
densité de flux q. La relation liant la RTC à ces deux grandeurs est donnée par l’équation II.1 :
{
q = h∆T
h =
1
RTC
(II.1)
La résistance thermique de contact est un paramètre qui conditionne les échanges thermiques entre
surfaces. L’intérêt croissant pour cette grandeur a été la base de nombreuses études et modèles depuis
des décennies. En parlant de RTC il est difficile de dissocier complètement l’aspect thermique de l’aspect
contact mécanique car ils peuvent être couplés. La grande majorité des modèles proposés dans la littéra-
ture s’appuie sur une analyse du contact en termes mécanique et rhéologique, à travers le comportement
des aspérités de la surface (les modèles tels que ceux développés par Bardon [10, 9] ou Laraqi [64, 66, 67]
n’en tiennent pas compte). Dans l’ensemble des modèles proposés, l’analyse est donc établie en régime
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thermique stationnaire et dans des conditions mécaniques statiques (aucun glissement relatif des surfaces
en contact). Dans cet état de l’art nous présenterons principalement les modèles développés en condition
mécanique statique (les modèles prenant en compte le glissement relatif de surfaces en contact seront
présentés en annexe A).
II.1.2 Modélisation de la RTC
Modèles Statique
Les modèles de RTC de base sans déformation de l’interface
Modélisation du phénomène de constriction Comme nous l’avons déjà mentionné, les phéno-
mènes de constriction sont à l’origine de la RTC. Bardon [10] décrit le phénomène de constriction f sur
le modèle d’un corps semi infini soumis à une condition thermique (densité de flux q ou température
imposée T0) sur une portion de sa surface, le reste étant isolé. La chute de la température à l’interface
est donnée par l’équation II.2 :
T∞ − T0 =
1
λ
f q A (II.2)
dans laquelle T∞ et T0 sont respectivement les températures loin de l’interface et à l’interface, q la
densité de flux traversant la surface d’aire A et f une fonction de constriction dont la définition dépend
de la condition thermique imposée suivant les équations II.3 :


f =
1
4a
si q impose´e
f =
8
3π2a
si T0 impose´e
(II.3)
Partant de cette définition Bardon propose une définition dans ce cas d’une RTC directement reliée
à la fonction de constriction f par l’équation II.4 :
RTC =
1
λ
f (II.4)
En se basant sur ce principe et d’une façon plus générale, la notion de tube de flux est communément
utilisée pour modéliser les phénomènes de constriction. Le tube de flux est alors un volume cylindrique
de rayon b avec une protubérance de rayon a plus faible et sensée symboliser l’aspérité. La fonction de
constriction dépend alors de la géométrie du tube de flux (a,b) sous la forme [9] de l’équation II.5 :
f(a, b) =
1
4a
(
1− 1.41 a
b
)
(II.5)
La RTC fluide et solide Dans cette approche locale, la RTC est modélisée au niveau microscopique
(ou mesoscopique si on considère l’échelle de l’ondulation). Dans la majorité des cas, le milieu interstitiel
en dehors du contact direct est supposé avoir une conductivité plus faible que celle des solides en contact.
C’est généralement le cas du contact sec ou l’air est le milieu interstitiel. Cependant une résistance peut
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aussi être associée au milieu interstitiel [10, 9]. La résistance totale est alors le résultat de la mise en
parallèle d’une résistance "solide" et d’une résistance "fluide" sous forme de l’équation II.6 :
1
RTC
=
1
RTCs
+
1
RTCf
(II.6)
La définition de la résistance solide s’appuie sur la fonction de constriction et tient compte de la
hauteur des aspérités z selon l’équation II.7 :


RTCs=
1
λe
f∗(a, b, z1, z2)
2
λe
=
1
λ1
+
1
λ2
(II.7)
Dans cette expression f∗ désigne une fonction de constriction qui dépend des données géométriques
du problème et λe est une conductivité harmonique, combinaison de celles des deux corps en contact.
Bardon [9] propose une expression de f∗ sous la forme de l’équation II.8 :


f∗(a, b, z1, z2) = f(a, b) +
2de
λe
(
1
πa2
− 1
πb2
)
de =
z1λ2 + z2λ1
λ1 + λ2
(II.8)
La résistance fluide est modélisée à partir d’une conductivité effective du milieu interstitiel λef . Elle
est obtenue en tenant compte des effets d’accommodation et des échanges par rayonnement et elle est
définie par les équations II.9 :

 RTCf =
z1 + z2
λef
=
d
λef
λef = λ
a
f + λ
r
f
(II.9)
Généralement cette résistance est négligée par rapport au contact solide. Cependant lorsque les tem-
pératures sont de l’ordre 600 °C, son influence peut être accrue à travers des phénomènes de rayonnement
par exemple [9]. Dans ces conditions, la conductivité effective associée au rayonnement est donnée par
l’équation II.10 :
λrf =
4 ε1ε2
ε1 + ε2 − ε1ε2
d kB T
3
mδint (II.10)
dans laquelle désigne εi l’émissivité de la paroi du corps i, kB la constante de Boltzmann, Tm la
température moyenne interfaciale et δint l’épaisseur moyenne interstitielle.
Modèles théoriques de Laraqi et Baïri Le modèle théorique proposé par Laraqi et Bairi [66]
s’attache à décrire la RTC d’une interface sur laquelle plusieurs points de contact de forme circulaire (aj)
et sujets à une densité de flux (qj) sont distribués de façon aléatoire comme décrit par la figure II.2.
En développant un modèle de RTC(influence de l’interstice non prise en compte), Laraqi tient compte
d’un effet d’interaction thermique entre les différents points de contact. Ainsi, la RTC associée à un
contact donné est définie par l’équation II.11 :
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Fig. II.2: Configuration modélisée par Laraqi [66]
RTCi =
T¯ i − T ic
πqia2i
(II.11)
Cette définition est basée sur l’évaluation de la température moyenne T¯ i et celle au centre du point
de contact T ic . Ces deux températures sont évaluées par superposition des effets de chacun des points de
contact environnant, représentés schématiquement sur la figure II.3.
Fig. II.3: Principe de superposition pour l’obtention des températures [66]
Ces interactions sont évaluées à partir des distances séparant les centres des contacts bij et les positions
des centres de contact ei par rapport au centre de la zone nominale de contact. Partant de ce principe,
les deux températures sont données par les équations II.12 :


T¯ i =
8qiai
3λπ
N∑
j=1
qjaj
λ
(
aj
bij
){
1
2
+
1
16
(
a2j + a
2
i
b2ij
)
+
9
128
(
a4j + 3a
2
ja
2
i + a
4
i
b4ij
)}
T ic =
qavb
λ
U
(
1
2
;
1
2
; 1;
ei
r
) (II.12)
dans lesquelles la fonction U est une fonction hypergéométrique définie à partir de la fonction Γ sous
la forme de l’équation II.13 :
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U (α, β; γ;x) =
Γ (γ)
Γ (α) Γ (β)
∞∑
n=0
Γ (α+ n) Γ (β + n)
Γ (γ + n)
xn
n!
(II.13)
Baïri et Laraqi [11] ont aussi proposé un autre modèle théorique de RTC s’appuyant sur une géométrie
de contact différente : contact entre deux surfaces obtenues par tournage. Les zones de contact réelles
sont représentées par des anneaux concentriques comme le décrit la figure II.4.
Fig. II.4: Configuration de contact étudié par Baïri et Laraqi [11]
En se basant sur cette configuration de contact, il propose un modèle tenant compte de l’évolution
de la RTC en fonction du ratio entre l’aire réelle de contact et l’aire apparente de contact au travers du
facteur ε suivant l’équation II.14 :


RTC = RTC∗ λ N b
RTC∗ = −0.0978 ln (ε)− 0.0245 pour 0.01 ≤ ε ≤ 0.5
ε =
Ar
Aa
(II.14)
La corrélation proposée fait intervenir le rayon de contact du cylindre b et le nombre de contact N .
Elle reste cependant bornée à une gamme de ratio définie, sans aucune précision sur son applicabilité à
d’autre forme de géométrie.
Les modèles de RTC prenant en compte la déformation de l’interface La déformation de
l’interface et plus particulièrement des aspérités est prise en compte par l’effet de la pression. Dans les
modèles proposés, un grand nombre d’auteurs couplent la démarche thermique à un modèle de déforma-
tion mécanique associé aux aspérités, dans lequel les aspérités peuvent globalement se déformer de façon
élastique, plastique ou même élasto-plastique. Les modèles de ce point de vue sont variés, mais ont en
commun de partir d’une approche locale (microscopique) sur la statistique de distribution des aspérités
pour aboutir à une approche globale reliant la variation de la RTC à la pression ou la charge.
Dans cette optique, on peut citer le modèle développé par Mikic [83] dont de nombreux auteurs se
sont inspirés. L’approche de Mikic est basée sur une statistique globale de répartition des aspérités, à
partir de laquelle il définit une conductance de contact sous la forme de l’équation II.15 :
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

h = 2
λe
Aa
∑ ai
ψ (ε)
ψ (ε) = (1− ε)1.5
ε =
√
Ar
Aa
(II.15)
dans laquelle ai est le rayon des points de contact et ψ est une variante de la fonction de constriction
(au premier ordre) qui fait intervenir le ratio entre l’aire réelle de contact Ar et l’aire nominale de contact
Aa. L’astuce du modèle est ensuite de relier ces grandeurs aux paramètres caractérisant la statistique de
distribution des aspérités.
En considérant deux modes de déformation (plastique et élastique) Mikic [82, 83] propose un modèle
reliant les paramètres géométriques statistiques de la surface aux données mécaniques par les équations
II.16 :


hpla = 1.13λe
m
σ
(
P
H + P
)0.94
hela = 1.55λe
m
σ
(
P
√
2
Em
)0.94 (II.16)
dans lesquelles, les paramètres de la distribution m et σ désignent respectivement la pente moyenne
des aspérités et la moyenne quadratique de leur hauteurs, les paramètres mécaniques H et E désignent
respectivement la dureté et le module d’Young.
On retrouve le même type d’approche dans nombre d’autres modèles avec plus ou moins de modi-
fications apportées. Dans l’ensemble le comportement phénoménologique est le même : la conductance
augmente lorsque la pression augmente, avec une relation entre la pression et la conductance de contact
qui n’est pas linéaire.
Dans une étude sur le laminage, Zhan et al. [121] ont proposé un modèle s’inspirant de celui de Mikic
[83] avec comme particularité une conductance non nulle pour des pressions de contact nulles suivant
l’équation II.17 :
h =
λe
σe
(
1.57× 10−3
(
P
H
)0.84
+ 0.92× 10−3
)
(II.17)
En s’inspirant du modèle de Mikic [82, 83], Sridhar et Yovanovich [102, 101] prennent en compte
un mode de déformation élasto-plastique en plus de l’élasticité et de la plasticité. Ils affirment que le
modèle saurait expliquer les écarts entre l’expérience et les modèles dans le cas où seule l’élasticité et
la plasticité étaient considérées. La conductance de contact qu’ils proposent est adimensionnée suivant
l’équation II.18 :
h∗ =
σh
mλe
(II.18)
Différents cas sont distingués en fonction du paramètre ǫ qui représente l’écrasement adimensionné.
Il est défini à partir de l’équation II.19 :
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ǫ =
E
Rpe
√
δ
ρ
(II.19)
Dans laquelle Rpe est la limite élastique du matériau le plus mou, δ et ρ sont respectivement l’écra-
sement subi par l’aspérité et son rayon (ils seront définis plus en détail dans la section sur le contact
mécanique). Les différentes expressions de la conductance h∗ sont définies en fonction de la valeur que
prend ǫ. Ces valeurs permettent de délimiter les différents modes de déformations. Ainsi, la conductance
h∗ est définie suivant les équations II.20 :
h∗ =


1.54
(
P
Hep
)0.94
si 0 < ǫ < 5
1.245 β1
(
P
Hep
)0.948β2
si 5 < ǫ < 400
1.25
(
P
Hep
)0.95
si 400 < ǫ
(II.20)
dans lesquelles β1 et β2 sont des constantes,Hep désigne une "dureté" associée au mode de déformation
élasto-plastique et P est la pression de contact. Ces différentes grandeurs sont définies suivant les équations
II.21 :


β1 =
(
1 +
46690.2
ǫ2.48
)1/30
β2 =

 1
1 +
46690.2
ǫ1.842


1/600
P
Hep
=

 0.9272P
c1
(
1.43
σ
m
)c2


1
1 + 0.071c2
Hep =
2.76Rpe[
1 +
(
6.5
ǫ
)2]1/2
(II.21)
Des auteurs tels que Bourouga et al. [19, 17] ou de Salgon et al. [97, 98] fondent leur modèle sur le
même type d’analyse que celle proposée par Bardon [10, 9]. Dans une étude sur le forgeage, Bourouga et
al. [19, 17] proposent une analyse dynamique faisant intervenir le temps et l’influence de la température
sur les propriétés du matériau déformé. Ils définissent une portance s⋆ par le rapport entre la contrainte
normale instantanée (P (t))et la contrainte d’écoulement à une température donnée T (Rpe(T )). Le taux
de portance s⋆ ainsi défini est utilisé comme variable de la fonction de constriction f (en lieu et place du
rapport géométrique a/b). La résistance de contact est donnée par les équations II.22 :
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

1
RTC
=
1
RTCs
+
1
RTCf
RTCs =
1
2λe n am
f(s⋆) +
2ze
λe s⋆
(k − s⋆)
RTCf =
z
λef (1− s⋆)
s⋆ =
P (t)
Rpe(T )
(II.22)
Salgon et al. [97, 98] ont aussi proposé un modèle suivant la même méthodologie que celle de Bardon
[10, 9]. Les détails du modèle proposé sont donnés en annexe A). La particularité de ces modèles est que
le contact est modélisé entre surfaces nominalement planes et ils ne tiennent pas compte des éventuels
écarts à la planéité que peuvent présenter les surfaces. Pour y répondre, des auteurs tels que Bahrami et
al. [7, 5, 6] ont proposé des modèles se basant sur des géométries de contact différentes : contact établi
entre une sphère lisse rigide et un plan comportant des rugosités (figure II.5). L’idée de base de leur
modèle est d’étendre leur analyse à une échelle macroscopique.
Fig. II.5: Configuration de contact étudié par Bahrami et al.[7]
La RTC est alors analysée à la fois à un niveau microscopique (aspérités) et à un niveau macroscopique
(contact sphère plan) en considérant globalement que les aspérités subissent un comportement de type
plastique tandis que le contact à l’échelle macroscopique sera plutôt élastique. La RTC totale est alors la
somme d’une RTCmicro (échelle des aspérités) et une RTCmacro (échelle du contact sphère-plan) suivant
l’équation II.23 :
RTC = RTCmicro +RTCmacro (II.23)
L’analyse mécanique microscopique est basée sur une statistique de distribution des aspérités permet-
tant de relier globalement les caractéristiques géométriques de la surface aux propriétés mécaniques du
contact (limite élastique, module d’Young). L’analyse mécanique macroscopique est celle d’un contact
hertzien (Nous y reviendrons dans la section sur le contact mécanique). Partant de ces analyses, ils
proposent un modèle de RTC défini par les équations II.24 :


RTCmicro =
H
1.57λeF
( σ
m
)
RTCmacro =
(1− (a/b)macro)1.5
2λeamacro
(II.24)
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dans lesquelles amacro représente le rayon de contact entre la sphère et le plan et a le rayon moyen
des contacts microscopiques. Le principe de couplage entre les différentes échelles microscopique et ma-
croscopique a été aussi adopté par Marotta et al. [76]) et Lambert et Fletcher [63]. La particularité de
leurs modèles est qu’ils tentent de prendre en compte les effets d’éventuels revêtements sur les surfaces
en contact.
Dans leur analyse, Sunil Kumar et Ramamurthi [104]) proposent de combiner à la fois la rugosité
et ondulation à un autre paramètre qui évalue globalement l’écart à la planéité dans un modèle de
conductance défini par les équations II.25 :


h = 0.14
mλe
σ
(
P
H
)0.61
exp
(−1
K
)
K = 3.8 σ
2
devf +
wal
Rav
(II.25)
dans lesquelles devf désigne l’écart à la planéité, wa la hauteur moyenne d’ondulation, Rav la rugosité
arithmétique harmonique des surfaces en contact et l la largeur des motifs d’ondulation.
Mise en œuvre de La Résistance thermique de contact dans la simulation numérique
Le rôle que joue la simulation dans les process de fabrication industrielle est aujourd’hui avéré et
indiscutable. Les logiciels commerciaux existant permettent de plus en plus de simuler les process au
plus près des conditions réelles. Ainsi des logiciels tels que FORGE TM ou ABAQUSTM permettent de
prendre en compte la RTC dans la simulation des transferts thermiques.
Dans le logiciel ABAQUSTM par exemple, la RTC est prise en compte soit dans la définition des
propriétés d’interface à travers une fonction de la température, de l’épaisseur de l’interface et/ou de
la pression de contact et d’une moyenne de variable d’état définie sur les 2 surfaces, soit en utilisant
une définition de fonction spécifique à l’utilisateur. Ainsi lors de simulations numériques avec le logiciel
E.F. ABAQUS/ExplicitTM , Nalewajk [88] a introduit un modèle logarithmique du coefficient d’échange
thermique, pour prendre en compte la variation de la RTC avec la pression de contact à l’interface
tôle/outil (tôle en Aluminium-Magnésium 5182-O / outil en fonte EN FGL 240). Il observe que des
valeurs constantes de 5 et 15 kWm−2K−1 permettent de retrouver les réponses du modèle à une loi
logarithmique respectivement pour le début et la fin (2 s) d’une opération d’emboutissage de godet
axisymétrique.
Garcia [40] a étudié l’influence de la RTC dans le cas d’une géométrie "Oméga" (figure II.6) avec
le logiciel FORGE3TM . Elle a comparé l’influence de la RTC sur l’échauffement de la pièce en prenant
des valeurs de coefficient de conduction de 5 et 7 kWm−2K−1 pour le contact tôle/outil. Dans les zones
en contact, des écarts de températures de 30 °C et de 50 °C sont observés respectivement sur la partie
inférieure (A) et sous le serre-flan (C et D). Pour les zones verticales (B), en l’absence de contact entre la
pièce et l’outil, les températures varient dans les mêmes ordres de grandeur selon le nombre et la position
des points de contact.
Garcia indique que la RTC devrait dépendre de la distance entre les surfaces pour ne pas négliger les
échanges de rayonnement à courte distance entre parois où des valeurs de coefficient de convection avec
l’air de l’ordre de 50 ou 100 Wm−2K−1 sont à considérer.
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Fig. II.6: Géométrie de simulation selon Garcia [40]
II.1.3 Facteurs influençant la RTC
Les connaissances sur la RTC se sont beaucoup construites sur les travaux de forge à chaud. Avec l’in-
térêt grandissant pour ce paramètre, des études concernant directement l’emboutissage à chaud émergent
depuis quelques années [40, 103, 41]. Elles ont permis d’étudier l’influence sur la RTC (ou le coefficient
d’échange) de paramètres tels que :
– la température des outils([96],[103],[39])
– la pression de contact([124], [99],[92],[73], [69],[97],[121],[56],[19, 18],[96],[40],[88],[41])
– l’état de surface ([96],[121],[56],[97],[104],[100])
– le temps de contact ([18],[73])
– la déformation à l’interface ([99], [121],[56],[70],[97],[113],[100])
– la conductivité des surfaces en contact ([100])
– l’oxydation des surfaces ([69])
Influence de la pression
La pression est le paramètre dont l’influence a été la plus étudiée. Devant l’intérêt de cette information
pour la modélisation de nombreux procédés de mise en forme (laminage, forgeage, etc.), des valeurs ont
été regroupées par des auteurs comme Pietrzyk [92]. Les valeurs varient entre 1.5 et 465 kWm−2K−1
selon l’opération considérée et les conditions de lubrification.
Zhan et al. [121] ont ainsi montré pour le process de laminage que la pression avait pour effet d’aug-
menter la conductance thermique de contact sur des échantillons d’aluminium et d’acier. Pour des gammes
de pression allant du contact simple jusqu’à 118 MPa, ils mesurent des conductances variant entre 5 et
16 kWm−2K−1.
Dans le cas du forgeage, Rosochowska et al. [96] ont réalisé un contact acier outil N1019/acier Ma8
pour des températures de chauffage de 200 et 300 °C et des pressions allant de 30 à 420 MPa. Ils ont
observé qu’avec l’augmentation de la pression de contact, la conductance de contact atteignait des valeurs
de l’ordre à 600 kWm−2K−1.
Dans le cas de l’emboutissage à chaud d’acier au bore (utilisé en automobile), Garcia [40] et Stoehr
et al. [103] se sont intéressés à l’influence de la pression de contact sur la RTC tôle/outil. Garcia [40]a
étudié le cas de tôles USIBOR 1500 (épaisseur 2 mm) avec des pressions de contact variant de 0.4 à 85
MPa pour un écart de température entre les outils en fonte EN-GJS de 485 °C. Les résultats obtenus
ont été classés confidentiels.
Plus récemment Stoehr et al. [103] ont réalisé une étude sur un acier de type 22MnB5 par emboutissage
à chaud. L’étude a porté sur une tôle revêtue (aluminium-silicium) chauffée à 950 °C, pour une gamme de
pression allant de 0 à 40MPa et un temps de contact de 5 mn (l’acier outil n’a pas été clairement défini).
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Les résultats obtenus ont montré une augmentation de la RTC en fonction de la pression et aussi de la
température d’outil. Les valeurs obtenues à 20 °C de température d’outillage varient de 0.8 kWm−2K−1
à 3.8 kWm−2K−1.
Nalewajk [88] a considéré des tôles d’alliages d’aluminium en contact avec des outils en fonte EN-
GJL dans une gamme de pression de contact de 1 à 160 MPa. Les variations du coefficient de transfert
thermique sont de 10 kWm−2K−1 à 220 kWm−2K−1. Il a observé des plateaux à faible pression (P =
30 MPa) qui seraient liés à un écrasement des rugosités alors qu’à plus forte pression, l’augmentation de
la RTC viendrait d’un fluage au niveau du contact.
Influence de la rugosité de surface
Dans le cadre du laminage Zhan et al., [121] ont montré que l’état initial de la surface influence la
conductance de contact. Pour des essais réalisés à des pressions atteignant 60 MPa et des valeurs de
rugosité moyenne quadratique variant de 10.85 µm à 12.65 µm, ils établissent que l’augmentation de la
rugosité initiale diminue la conductance thermique de contact (augmente donc la RTC). Ainsi pour des
pressions variant de 0 à 60 MPa, la conductance évolue entre 5 kWm−2K−1 et 18 kWm−2K−1 pour
une rugosité initiale de 10.85 µm, alors que pour 12.65 µm de rugosité, elle varie entre 5 kWm−2K−1 et
12 kWm−2K−1.
Salgon et al. [97] ont fait les mêmes observations en mettant en contact des échantillons en Acier
X100CrMo17. L’un des échantillons est utilisé comme référence avec une rugosité quadratique moyenne
de 0.33 µm et deux autres échantillons du même type ont des rugosités quadratiques moyennes de 4.7 µm
et 11 µm. Ils ont ainsi noté que le contact de l’échantillon de référence avec l’échantillon le plus rugueux
(11 µm de rugosité) donnait une conductance de contact 2 fois plus petite que dans le cas du contact avec
l’échantillon le moins rugueux (4.7 µm) pour des pressions de l’ordre de quelques dizaines de MPa (soit
en ordre de grandeur 2 kWm−2K−1 pour une rugosité de 11 µm et 4 kWm−2K−1 pour une rugosité de
4.7 µm). Ils observent aussi dans ces essais la prépondérance de la conductance interstitielle par rapport
à la constriction.
Sunil Kumar et Ramamurthi [104] ont étudié l’influence de l’ondulation de surface (défaut d’ordre
plus grand que la rugosité) sur la RTC. Expérimentalement, ils observent sur des contacts alumi-
nium/aluminium (nuance non précisée) que l’augmentation du paramètre d’ondulation (de 0 à 3.0 µm )
diminue la conductance de contact de 50 % en ordre de grandeur soit une diminution de 70 kWm−2K−1
à 30 kWm−2K−1 pour des pressions de contact atteignant 60 MPa.
Rosochowska et al. [96] ont réalisé des expériences pour un contact acier AISI N1019/acier Ma8 (AISI
1006) pour des températures de chauffage de 200 et 300 °C et des pressions allant de 30 à 420 MPa.
L’acier de test a été décliné en plusieurs états de surface de rugosité arithmétique variant entre 0.27 et
5.95 µm. Ils ont observé une augmentation plus importante de la conductance sur des aciers à faible
valeur de rugosité arithmétique : à 300 MPa, une valeur de conductance de 600 kWm−2K−1 pour une
rugosité de 0.27 µm a été obtenue contre 100 kWm−2K−1 pour une rugosité de 4.09 µm.
Pour des gammes de pressions relativement plus faibles, Singhal et al. [100] ont observé une chute de
près de 93 % de la conductance de contact dans le cas d’un acier AISI-304 quand la rugosité passe de 1
à 10 µm : à 4 MPa de pression ils observent une conductance de 6 WK−1 à 1 µm contre 0.5 WK−1 à
10 µm.
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Influence de la déformation
Dans l’étude bibliographique de Marchand [74] concernant le forgeage à chaud, il est cité l’étude de
Semiatin [99] sur l’influence de la déformation sur la RTC. Les différents essais tendent à montrer que la
RTC diminue d’un facteur 10 quand la déformation d’un lopin augmente sous l’action de la pression de
contact passant de 0 à 150 MPa.
Zhan et al. [121] ont ainsi observé que le déchargement (consécutif à un chargement) produisait une
hystérisis sur l’évolution de la conductance : les valeurs obtenues lors du déchargement sont supérieures
à celles obtenues en chargement, l’écart pouvant atteindre 2 kWm−2K−1.
En réalisant des cycles de chargement et déchargement, Salgon et al. [97] ont noté des écarts de
conductance pouvant aller jusqu’à 200 % de la valeur initiale lorsque la déformation des aspérités est
élastique et jusqu’à 70 % dans le cas de déformation plastique. Li et al. [70] ont observé des augmentations
allant jusqu’à 22 % sur des aciers AISI 304 et ont aussi noté un effet d’hystéresis plus marqué sur des
surfaces de faible rugosité. Sur le même type d’acier, Wahid et Madhusudana [113] ont observé une
augmentation de 14 % et ont montré, pour des pressions de l’ordre de 6.4 MPa, que les cycles de
chargement et déchargement entrainaient une augmentation de la conductance thermique de contact de
4.5 % par rapport aux valeurs initiales (passage de 2.45 kWm−2K−1 à 2.55 kWm−2K−1). Ainsi, au
terme de 40 cycles, ils concluent qu’une grande partie des aspérités ont été déformées plastiquement.
Jeng et al. [56] ont tenté d’expliquer ces résultats par le fait que pendant le chargement, l’aire réelle
de contact augmente progressivement pour les faibles charges jusqu’à atteindre un état de déformation
plastique (comptant pour 90 % de l’aire réelle de contact). Dans la mesure où la déformation plastique
est irréversible, pendant le processus de déchargement l’aire réelle est plus importante. Donc pour une
même pression, la conductance est plus importante en déchargement qu’en chargement.
Influence de la température de l’outil
Concernant le procédé de forgeage, les études de Bourouga et al. [19], Malinowski [73] ont insisté sur
l’influence faible de la température de contact des outils sur la résistance thermique de contact. Fieberg
et Kneer [39] ont expérimenté l’influence de la température de contact initiale dans un contact acier/acier
(nuances non précisée) sur la RTC. Pour trois jeux de températures de contact initiales (60 °C/80 °C,160
°C/180 °C,260 °C/280 °C), ils ont constaté très peu d’influence sur la valeur de la conductance qui varie
entre 15 kWm−2K−1 et 35 kWm−2K−1.
Rosochowska et al. [96] ont réalisé un contact acier AISI N1019/acier Ma8 (AISI 1006) pour des
températures de chauffage de 200 et 300 °C et des pressions allant de 30 à 420 MPa. Ils ont observé
qu’une baisse de la température de l’outil de 100 °C produisait une augmentation de conductance de
contact de 100 kWm−2K−1 soit des valeurs passant de 450 kWm−2K−1 à 600 kWm−2K−1 pour des
pressions de l’ordre de 200 MPa.
En emboutissage à chaud, Stoehr et al. [103] ont montré que la température de contact de l’outillage
avait une influence sur les valeurs obtenues. Ils ont ainsi montré que, pour des pressions allant jusqu’à
40 MPa, le coefficient de transfert thermique variait de 0.8 kWm−2K−1 à 3.8 kWm−2K−1 pour une
température d’outil de 20 °C alors qu’il varie de 1.9 kWm−2K−1 à 5 kWm−2K−1 pour une température
de 100 °C. Ils ont aussi constaté que pour une température d’outil de 300 °C, les valeurs s’échelonnent de
0.95 kWm−2K−1 à 4.5 kWm−2K−1.
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Influence du temps de contact
L’étude du temps de contact est relativement délicate pour les faibles valeurs (quelques secondes) en
raison des difficultés de conception de capteurs à court temps de réponse. Ce problème a été signalé par
différents auteurs, notamment Bourouga et al. [18]. En forgeage à chaud, il a été observé des variations de
la RTC avec le temps de contact [73]. Dans une expérience réalisée sur pour un acier inoxydable AISI 303
à 500 °C et 90 MPa, ils observent que le coefficient de transfert thermique est multiplié par 2 entre 2 s
et 40 s de contact (10 kWm−2K−1 à 20 kWm−2K−1). Fieberg et Kneer [39] ont constaté que l’essentiel
de la variation de la conductance de contact se produisait dans les premiers instants du contact. Sur
un contact de type acier/acier, ils ont noté une augmentation très rapide de la conductance de contact
passant de 2 kWm−2K−1 à 14 kWm−2K−1 en seulement 0.2 s et une stabilisation de la conductance au
delà.
Influence de l’oxydation des surfaces
Dans son étude bibliographique, Garcia [40] fait référence aux travaux de Li [69] qui a étudié l’in-
fluence d’une couche d’oxyde. Il a observé que le coefficient de transfert thermique diminue d’un facteur
2 (augmentation de la RTC) : il passe ainsi de 5 kWm−2K−1 à 2.5 kWm−2K−1 quand l’épaisseur de la
couche de calamine passe de 0.06 mm à 0.45 mm.
Influence de la conductivité
Singhal et al. [100] ont montré que la conductance de contact évoluait de la même façon que la
conductivité thermique des surfaces en contact. En partant de contacts appariés réalisés sur différents
matériaux et pour des états de surfaces équivalents (aluminium λ=190 W/mK, cuivre λ=396Wm−1K−1,
laiton λ=188 Wm−1K−1, acier inox λ=17 Wm−1K−1), ils ont observé que les valeurs de conductance
de contact augmentaient avec la conductivité des matériaux. Pour une valeur de 4 MPa par exemple, la
valeur la plus importante a été obtenue sur le cuivre et la valeur la plus faible sur l’acier, soit 16 WK−1
pour le cuivre, contre 1 WK−1 pour l’acier. Les mêmes essais réalisés sur des contacts non appariés
(aluminium-acier) ont montré que les valeurs obtenues se situaient entre le cas des contacts appariés
(aluminium-aluminium) et (acier-acier) (figure II.7).
Fig. II.7: Comparaisons des évolutions de conductances thermiques de contact (a) contacts appariés (b) contacts
non appariés [100]
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II.1.4 Méthodes et moyens de mesure de la RTC
Méthodes d’évaluation
Plusieurs méthodes de mesure sont rencontrées que l’on s’intéresse à la RTC en régime permanent
ou transitoire. Pour les études statiques, les méthodes de mesures directes des températures à l’interface
existent, mais elles sont inadaptées compte tenu des géométries et des pressions de contact ([59], [31],
[68], [53], [74]). Plus généralement les auteurs utilisent des méthodes inverses s’appuyant sur des mesures
indirectes couplées et des modèles de transfert thermiques ([30], [48], [20], [72], [35], [36]). Ces méthodes
sont également utilisées pour les problèmes de RTC en régime transitoire. Les mesures peuvent s’effectuer
à partir de thermocouples ou de pyromètres [35]. Il a été montré par différents auteurs ([59], [31], [30],
[48], [20], [68], [53], [74], [72], [106], [35], [40], [88]) qu’il était nécessaire d’accéder aux températures de
surfaces pour identifier la RTC. On peut classer les différents travaux en deux méthodes.
Les méthodes directes Comme le rappelle Marchand [74], différents auteurs ont tenté de réaliser
des identifications de la RTC directement à partir de mesures de température issues de thermocouples
implantés dans les outillages pour des applications de forgeage ([59], [31], [68]). Leurs conclusions ont
été que ces méthodes ne sont pas adaptées en raison du haut niveau de contraintes rencontrées et de
la difficulté à disposer les thermocouples perpendiculairement aux lignes de flux. Jain [53] a également
utilisé cette méthode pour essayer d’accéder aux températures de surface. Il a tenté d’extrapoler les
températures mesurées, mais il a conclu que cette méthode était à proscrire en raison du caractère
transitoire du phénomène.
Les méthodes indirectes Les thermocouples ne pouvant être placés exactement à l’interface sans
altérer le phénomène, il est souvent fait appel à des méthodes d’analyse inverse s’appuyant sur des mesures
de température à une certaine distance de l’interface couplées à un modèle de transfert thermique. Pour
chaque température mesurée, les valeurs numériques du modèle sont calculées la méthodes des différences
finies [30] ou d’éléments finis ([48], [20]). Plus récemment des méthodes inverses ont été utilisées pour
remonter aux températures de surfaces et au flux traversant l’interface par Loulou [72] et par Dour et al.
([35, 34]) pour des applications de fonderie ou par Dusserre [36] pour la mise en forme de verre. Cette
méthode d’analyse a été employée pour étudier la variation du coefficient d’échange par conduction entre
un moule d’acier X38CrMoV4(AISI H11) et une pièce en alliage Aluminium-Silicium Al12Si en cours de
refroidissement.
Les moyens de mesure
Garcia [40] a utilisé au CEMEF un banc de mesure développé (figure II.8) par Triolet [106] pour
caractériser la RTC d’une tôle d’USIBOR 1500 dans la gamme de pression de contact (de 0.4 MPa à 85
MPa) et pour des températures d’outil de 130 °C (outil supérieur) et 680 °C (outil inférieur). Ce même
banc de mesure a été utilisé par Nalewajk [88] pour des alliages d’aluminium-magnésium. La mesure
de RTC par ce type d’équipement nécessite la stabilisation des températures dans les outillages qui est
réalisée à partir de temps voisins de 400 s (7 min). Ainsi, les mesures de RTC sont réalisées en contact
mécanique statique et dans un régime thermique stationnaire. L’évaluation de la RTC est réalisée à partir
du traitement des températures relevées par les thermocouples.
L’équipement utilisé à l’INSA de Lyon (figure II.9) par Marchand [74] permet d’étudier l’influence de la
géométrie de rugosité (forme triangulaire, pyramidale) sur la RTC. Sur cette installation, la température
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Fig. II.8: Montage de mesure du CEMEF [40]
de l’échantillon est par contre limitée à 100 °C. Cet équipement permet de réaliser une mesure de la
RTC en contact mécanique statique dans des régimes thermiques stationnaires et transitoires. De même
l’évaluation de la RTC est faite en couplant la mesure de températures par les thermocouples à une
méthode inverse de conduction de la chaleur.
Fig. II.9: Montage de mesure de l’INSA
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Abdulhay et al. [2] ont réalisé un banc de mesure qui se rapproche des conditions d’essais industrielles
(figure II.10). Leur dispositif expérimental est composé d’une presse hydraulique d’emboutissage et d’un
four d’austénitisation. Les outillages servant à l’emboutissage des flans de tôles sont un poinçon et une
matrice en forme d’oméga.
Fig. II.10: Montage de mesure Abdulhay-Arcelor [2]
Le montage ainsi développé est utilisé pour mesurer la RTC tôle/outil dans des conditions transitoires
et proches de l’emboutissage à chaud en conditions industrielles. Il existe aussi un moyen de mesure qui a
été developpé au LETEE et qui sera plus amplement décrit dans le chapitre III. Dour et al. ([35, 34]) ont
développé un capteur de flux spécifique (figure II.11) pour la mesure de RTC en fonderie. La spécificité
de capteur est le couplage de mesure de la température à la fois par des thermocouples et par une fibre
optique intégrée au capteur et reliée à un pyromètre. En effet pour la fonderie, la fibre optique permet
donc d’avoir directement la température de surface du métal fondu en contact avec la paroi d’un moule.
Fig. II.11: Capteur de température développé par G. Dour, (F) fibre optique et thermocouple (G) rainures (H)
trous de guidage des thermocouples (L) fenêtre de visée
Partant de ce principe, ce capteur qui sera utilisé pour nos mesures de RTC tôle/outil présente comme
principal avantage de pouvoir accéder directement à la mesure de la température de surface d’un des corps
en contact (la tôle en l’occurrence). Néanmoins, la mesure de température (par les thermocouples intégrés
au capteur) couplée à une analyse par méthode inverse de conduction de la chaleur permet de remonter à
la température de surface du corps antagoniste et in fine à l’évaluation de la RTC en régime transitoire.
Nous y reviendrons plus amplement dans la section consacrée à la mesure de la RTC.
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II.1.5 Conclusions
Cette étude bibliographique concernant la résistance thermique de contact (RTC) a permis de consta-
ter la diversité des modèles de prédiction de la RTC. Les approches de modélisation locale (liée aux
aspérités en considérant une résistance de constriction et une résistance interstitielle) et globale (relation
entre la micro géométrie de la surface et la charge) proposées respectivement par Bardon[10, 9] et Mikic
[83, 82] ont inspiré nombre de modèles.
La pression de contact et l’état de surface sont les facteurs dont l’influence sur la RTC a été la plus
étudié. En cause, la simplicité relative de mise œuvre, comparativement à une étude sur l’influence de
l’oxydation de surface par exemple. Les connaissances sur la RTC se sont certes plus construites sur des
procédés tels que le forgeage, mais avec l’intérêt grandissant pour ce paramètre, des études émergent sur
des procédés tels que l’emboutissage (Garcia [40, 41, 80, 103]).
Des diverses méthodes d’évaluation existantes, les méthodes inverses semblent être les plus indiquées
pour identifier la RTC, compte tenu des niveaux de contraintes et de températures rencontrés pour
lesquelles une mesure directe en surface serait très complexe ([59], [31], [68], [53], [74]). Il convient de
souligner que l’application des méthodes est faite généralement en régime de température établi (comme
le veut la définition de la RTC), mais elles sont néanmoins utilisées en régime thermique transitoire
([19, 17, 39]).
Dans l’ensemble des modèles, la connaissance de l’aire de contact (et éventuellement de son évolution
sous la charge) est primordiale car elle représente la zone principale de passage du flux entre les surfaces.
L’interface de contact est donc le préalable aux échanges de chaleur. Cependant, cette interface n’est que
rarement parfaite à cause de la présence des défauts que sont les rugosités (une des origines de la RTC).
De ce fait on distingue toujours l’aire nominale (ou apparente) de l’aire réelle de contact que nous allons
approfondir dans la section suivante en décrivant au préalable la surface et ses composantes.
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II.2 Le contact mécanique à l’échelle microscopique
La connaissance de l’aire réelle de contact est un point important dans l’évaluation de la RTC.
Lorsque deux corps sont en contact, l’existence des défauts que sont les rugosités modifient de façon non
négligeable, leur section de contact. En effet le contact n’est pas réalisé de façon uniforme sur l’ensemble
de la surface nominale mais en certains points que sont les rugosités. Il est admis de ce fait que l’aire réelle
de contact représente un faible pourcentage de l’aire nominale de contact. Cette faible valeur peut avoir
des conséquences dans l’estimation de grandeurs telles la RTC, les pressions réelles de contact, car elles
sont directement liées à l’aire de contact, d’où l’importance de sa connaissance. Nous allons dans ce qui
suivra présenter la surface et ses défauts notamment l’aspérité, et nous ferons un aperçu des différentes
façons dont le contact mécanique est décrit via l’aspérité.
II.2.1 La surface et ses défauts
La surface peut être caractérisée par son état topographique. Il permet de matérialiser l’ensemble des
irrégularités que l’on peut rencontrer sur la surface. Ces irrégularités sont classées en différents ordres
allant de un à quatre. Les défauts d’ordre 1 correspondent aux défauts géométriques des surfaces tels que
les écarts à la planéité, les défauts de rectitude ou de circularité. Les défauts d’ordre 2 sont relatifs aux
ondulations dues aux vibrations des machines d’usinage. Les défauts d’ordre 3 sont associés aux rugosités
et les défauts d’ordre 4 sont les plus irréguliers car souvent accidentels (piqûres, etc.).
L’acquisition de l’état topographique peut être réalisée soit par une méthode de mesure par contact
(utilisant un palpeur mécanique), soit par une méthode de mesure sans contact (utilisant un système de
mesure dit optique). La mesure est réalisée par profilométrie, c’est à dire que le système de mesure se
déplace suivant une direction de mesure (axe x ) en enregistrant les altitudes des points à intervalle régulier,
pour obtenir un profil. Cet intervalle définit le pas ou la distance latérale séparant deux points mesurés.
En partant de ce principe, différents profils peuvent être obtenus en déplaçant le système de mesure
perpendiculairement à la direction de mesure (suivant un axe y par exemple). Ainsi, la reconstitution en
trois dimensions de la surface peut être réalisée en combinant l’ensemble des profils obtenus.
La surface peut être vue à différentes échelles, selon qu’on se place au niveau de la rugosité (échelle
microscopique) de l’ondulation (échelle mésoscopique) ou des défauts de formes (échelle macroscopique).
Chacun de ces niveaux est considéré comme un défaut d’un ordre donné et caractérisé par une longueur
d’onde. La surface est donc un spectre continu de longueurs d’onde dont les plus larges caractérisent les
défauts de forme, les longueurs intermédiaires concernent l’ondulation et les plus petites définissent la
rugosité. Typiquement pour les caractériser on utilise la notion de motif qui définit un ensemble d’entités
séparées par une largeur minimale caractéristique : on parlera alors de motif de rugosité lorsque cette
largeur est inférieure à 0.5mm et de motif d’ondulation lorsqu’elle ne dépasse pas 2.5mm. Robbe-Valloire
en fait une description à partir d’un profil [94] (figure II.12).
Dans un profil l’ondulation "porte" la rugosité et il est possible à partir de traitements logiciels de
séparer ces deux composantes. Un exemple est donné figure II.13 à partir d’un profil brut mesuré sur
une surface de type 22MnB5 pour un pas de 10 µm. On constate que le profil d’ondulation reproduit
globalement l’ensemble des altitudes des pics d’aspérités et le profil de rugosité donne un aperçu de l’état
de surface qu’on observerait si la surface était réellement plane.
L’état de surface peut être caractérisé par un grand nombre de paramètres parmi lesquelles figurent
la rugosité arithmétique moyenne (Ra) et /ou la rugosité quadratique moyenne (σ). Ces deux paramètres
font partie des plus utilisés dans les modèles de calcul mécanique (surtout la valeur quadratique). Sur
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Fig. II.12: Description du motif [94]
Fig. II.13: Filtrage d’un profil brut en un profil de rugosité et un profil d’ondulation (filtre de type gaussien utilisé
avec un cut-off de 0.25 mm)
une longueur d’acquisition L donnée, ils donnent respectivement l’écart moyen des altitudes des points
du profil par rapport à une ligne moyenne et l’écart type de ces altitudes. Ils sont définis par les équations
II.26 :


Ra =
1
L
∫ L
0
z(x)dx
σ =
√
1
L
∫ L
0
z2(x)dx
(II.26)
Lors de l’acquisition, le pas est laissé au libre arbitre de l’utilisateur. La représentation topographique
de l’état de surface est donc assujettie au choix du pas : elle n’est donc pas unique mais dépendante de
l’échelle de mesure et peut influencer la perception visuelle de la surface et le calcul des paramètres qui
la caractérisent. On peut s’en rendre compte sur un exemple de profils mesurés (figure II.14) à trois pas
différents (5, 10 et 20 µm). Le niveau de détail obtenu et la taille des aspérités sont liés au pas : l’aspérité
est d’autant plus grande que le pas est grand. À titre indicatif nous donnons les valeurs de quelques
paramètres obtenus pour ces différentes résolutions. Il s’agit en l’occurrence de :
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– la rugosité arithmétique moyenne (Ra en µm)
– la rugosité quadratique moyenne (Rq en µm)
– la pente moyenne arithmétique (Rda en °)
– la profondeur totale du profil (Rt en µm)
Fig. II.14: Influence du pas sur le profil mesuré (logiciel ALTISURFTM
La sensibilité au pas des paramètres de surface utilisés dans les modèles mécaniques a été abordée par
des auteurs tels que Zavarise et al.[120], Ciavarella et al. [27], Jackson et Streator [52], Morag et Etsion
[84] ou Sridhar et Yovanovich [102] qui ont eux noté de grandes variations de la pente des aspérités quand
la résolution varie entre 0.8 et 70 µm alors que la rugosité quadratique moyenne (R.M.S.) semble peu
affectée.
Description profilométrique
Pour étudier le comportement mécanique de la surface, les profils et plus particulièrement les aspérités
sont approximées de façon mathématique. Tout d’abord la surface (ou le profil) peut être décrite en
utilisant une densité de probabilité pour définir la répartition des altitudes sous la forme de l’équation
II.27 :
prob (z) =
1
σ
√
π
exp
[
−1
2
(
z − zm
σ
)2]
(II.27)
Les profils qui sont une succession de points de coordonnées cartésiennes (x,z ), peuvent être décrits
à partir de fonction sinusoïdale, dont Robbe-Valloire [94] donne un exemple sous la forme de l’équation
II.28 :
z(x) =
1
2
(
R +W sin
(
2π
x
AW
))
(II.28)
dans laquelle R et W désignent respectivement la hauteur moyenne des motifs de rugosité et d’on-
dulation et AW la largeur moyenne des motifs d’ondulation. Ces descriptions reposent souvent sur une
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définition des aspérités en trois points, c’est à dire un maximum local et deux minima. Comme nous
avions pu le constater, le pas de mesure peut influencer un certain nombre de paramètres de la surface.
C’est la raison pour laquelle la surface est décrite en fractales par des auteurs tels que Komvopoulos [61],
Morag et Etsion [84] ou même Ciaverella et al [27] qui décrivent le profil par une série de Weierstrass se
présentant sous la forme de l’équation II.29 :
z(x) = g0
N∑
n=0
γ(D−2)n cos (q0γ
nx+ φn) (II.29)
dans laquelle g0 est l’amplitude de la première sinusoïde, q0 est une fréquence, φn un déphasage,
γ est un paramètre généralement pris égal à 1.5 et D est une dimension fractale qui varie entre 1 et
2. Cette approche qui n’est applicable qu’aux surfaces dites "fractales", a semble t il pour avantage
de s’affranchir de l’influence du pas et de tenir compte de l’aspect multi-échelle de la surface. Zavarise
et al.[120] ont cependant montré que même dans ces approches fractales, la résolution influence les
paramètres statistiques tels que la densité de pics. Ils montrent ainsi en utilisant la théorie de Nayak [89]
sur les moments spectraux, qu’il existe une proportionnalité entre la et des paramètres tels que la densité
surfacique de sommets nS et la courbure des sommets ρS suivant les relations II.30 :
{
nS ∝ pas−2
ρS ∝ pasD (II.30)
dans lesquelles D représente la dimension fractale de la surface (1 < D < 2) et pas le pas de mesure.
Ainsi l’ensemble des modèles de contact basés sur une approche statistique ou fractale utilisant ces divers
paramètres montreront une certaine sensibilité au pas de mesure.
L’aspérité dans le contact
Comme il a déjà été dit, la rugosité est le défaut de surface de plus petite longueur d’onde. Lorsque deux
surfaces sont accolées, les aspérités permettent en premier de réaliser le contact. Pour modéliser le contact
mécanique à cette échelle, l’approche systématique adoptée consiste à donner une forme géométrique ou
mathématique à cette aspérité, de façon à mieux formaliser les calculs issus de la mécanique du contact.
Certains auteurs considèrent que les aspérités ont une forme conique (ou triangulaire), c’est par
exemple l’approche qu’ont utilisée Ling [71] et Tsukizoe et Hisakado[107, 108]. D’autres auteurs uti-
lisent plutôt des formes sphériques, c’est par exemple le cas de Greenwood [43, 45], Chang et al. [21],
Robbe-Valloire et al. [94, 95] et bien d’autres. Certains auteurs définissent l’aspérité par des fonctions
mathématiques telles que des sinusoïdes (Morag et Etsion [84]) ou des paraboles (Jamari and Chipper
[55]).
La particularité des modèles non triangulaires est que dans ces cas de figure, un rayon est associé à
l’aspérité. Des auteurs tels que Robbe-Valloire et al. [94] ont tenté de donner une définition du rayon de
courbure associé à l’aspérité. L’approche décrite par Robbe-Valloire et al. [94] s’appuie sur la notion des
motifs de rugosité comme le montre la figure II.15.
Les paramètres géométriques AR et H désigne respectivement la largeur du motif et la différence
d’altitude entre le point le plus bas dans le motif et l’altitude du pic de l’aspérité considérée. Partant de
ces deux paramètres, le calcul du rayon est donnée par l’équation II.31 :
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Fig. II.15: Paramètres géométriques du motif [94]
ρ =
1
16
AR2
H
(II.31)
Cependant cette formule laisse supposer qu’une même aspérité peut avoir au moins deux rayons
différents selon qu’elle est prise dans un motif donné ou dans le motif adjacent. D’autres auteurs tels que
Jamari et Chipper [55] calculent le rayon en se basant sur un fittage parabolique de l’aspérité [55] (figure
II.16).
Fig. II.16: Fittage parabolique de l’aspérité [94]
Dans leur approche de calcul, ils considèrent qu’il est possible de définir un rayon suivant les directions
(x,y) dans le plan. Le rayon est alors défini par les équations II.32 :


ρx = 4π
V
A2
Ly
Lx
ρy = ρx
Lx
2
Ly
2
(II.32)
dans lesquelles V et A désigne le volume et l’aire et Lx et Ly sont les longueurs à la base de l’aspérité
suivant les directions x et y.
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II.2.2 Modélisation du contact
Lors d’un contact, ce sont donc les aspérités qui supporteront en premier la charge de contact. Sur
un profil (ou une surface), les aspérités sont distribuées de façon aléatoire en fonction de leur altitude.
De ce fait, il est complexe de déterminer à priori dans quelle configuration sont les aspérités lorsque deux
surfaces sont mises en contact. Il est possible en effet d’envisager diverses configurations telles qu’une
interpénétration pic-vallée sur les surfaces opposées ou un cisaillement des aspérités se faisant face comme
l’avait proposé Ling [71]. Les difficultés d’étude du contact entre deux surfaces rugueuses ont mené à une
simplification du contact qui est schématisée sur la figure II.17.
Fig. II.17: Simplification de l’approche d’étude [116]
Le contact simplifié implique une surface rigide plane et une surface fictive dont les propriétés géo-
métriques sont une combinaison des deux surfaces initiales. Ainsi, par exemple les rugosités arithmétique
(Ra) et quadratique moyenne (σ) de la surface équivalente sont définies par les équations II.33 :
{
Rae = Ra1 +Ra2
σe =
√
σ21 + σ
2
2
(II.33)
dans lesquelles les indices 1 et 2 se rapportent aux deux surfaces en contact II.17. De façon générale les
paramètres géométriques définis par une moyenne arithmétique et quadratique obéissent respectivement
aux mêmes équations.
Une fois que cette simplification est faite, il s’agit d’étudier le comportement des aspérités sous l’action
d’une charge avec pour objectif d’évaluer l’aire réelle de contact. De ce point de vue trois types de
comportement sont associés aux aspérités. Les premiers modèles de contact sont basés sur une approche
de déformation essentiellement élastique ou purement plastique, mais de plus en plus de modèles intègrent
une mode de déformation élasto-plastique intermédiaire entre l’élasticité et la plasticité totale.
Les modèles élastique et plastique
Le modèle développé par Greenwood et Williamson [43] a inspiré un grand nombre de travaux. Dans
leur approche, les aspérités sont considérées comme des hémisphères identiques écrasées par un plan
jusqu’à une limite de déformation élastique. Cette limite d’écrasement marquant le passage de l’élasticité
à la plasticité est définie par l’équation II.34 :
δC = ρ
(
H
E
)2
(II.34)
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dans laquelle ρ est le rayon moyen des aspérités, H représente la dureté du matériau le plus mou et E
le module équivalent, combinaison des modules des deux corps en contact et défini par l’équation II.35 :
1
E
=
1− ν21
E1
+
1− ν22
E2
(II.35)
La définition de cette limite permet de distinguer le mode de déformation élastique du mode de
déformation plastique par comparaison à un écrasement δ donné (aussi appelé interférence) : l’écrasement
est dans le domaine élastique si δ < δC et plastique au delà. Le calcul du rayon de contact (a) ainsi que
la pression de contact (P ) obéissent aux équations II.36 :

 δ < δC =⇒ a
2
e = ρ δ et Pe =
4E
3
√
δ
ρ
δ > δC =⇒ a2p = 2ρ δ et Pp = H
(II.36)
Ils introduisent aussi un index de plasticité donnant une indication sur le mode de déformation pré-
pondérant dans le contact, sous la forme de l’équation II.37 :
ψp =
E
H
√
σ
ρ
(II.37)
dans laquelle σ représente la rugosité quadratique moyenne de la distribution des altitudes d’aspérités.
Partant de cette définition, les aspérités seront majoritairement en contact élastique pour ψp < 0.6 et
majoritairement en contact plastique pour ψp > 1. L’index de plasticité est donc un critère qualitatif et
non quantitatif permettant d’avoir une idée de la sévérité du contact. Mikic [83] en a proposé une variante
suivant l’équation II.38 :


ψGW =
E
HV
√
σ
ρS
ψMK =
E
HV
σm
(II.38)
dans laquelle σm représente la moyenne quadratique de la pente des aspérités. Le choix à priori d’un
mode élastique par rapport au mode plastique est partagé en fonction des auteurs. Certains auteurs tels
que Salgon et al [98] semblent affirmer dans leur approche de modélisation de la RTC qu’un modèle
purement élastique est largement suffisant dans la mesure où les paramètres statistiques caractérisant
la micro géométrie ne sont pas altérés par la plasticité. D’autres auteurs considèrent par contre que la
plasticité semble être indiquée compte tenu de la taille des aspérités et des charges élevées qu’elles peuvent
supporter [51]. C’est par exemple le cadre du modèle développé par Barhami et al. [6]. L’approche qu’ils
proposent est intéressante dans la mesure où la configuration de contact diffère de celle généralement
proposée. En effet ils ne se focalisent pas sur un contact entre surface nominalement plane, mais ils se
proposent d’étudier un contact à deux échelles entre une macro sphère rigide et un plan rugueux représenté
sur la figure II.18. Ainsi, ils considèrent que globalement les aspérités se déforment plastiquement dans
un macro contact élastique.
Le modèle de calcul qu’ils proposent se base tout d’abord sur les équations de Hertz, qui calculent le
rayon de la zone de contact aHz et de la pression maximale P0,Hz en fonction d’une charge F appliquée
au contact suivant les équations II.39 :
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Fig. II.18: Configuration de contact étudié par Bahrami et al. [7]


P0,Hz =
3F
2 π a2H
aHz =
(
3Fρ
4E
)1/3 (II.39)
Les équations de Hertz servent de base à l’évaluation de la pression de contact maximale P0 et de la
taille de la zone de macro contact aL. Ces deux grandeurs son calculées à partir des équations II.40 :


P0 =
1
1 +
1
1 + 1.37ατ−0.075
P0,Hz
aL = 1.80
√
α+ 0.31τ0.056
τ0.028
aHz
α =
σρ
a2Hz
τ =
ρ
aHz
(II.40)
Le choix d’un modèle de déformation élastique ou plastique associé aux aspérités varie donc selon les
auteurs. La définition de l’index de plasticité prend donc en compte les deux cas extrêmes de déformation
sans vraiment définir le mode de déformation prépondérant dans le cas des index intermédiaires (0.6 <
ψp < 1). En effet la transition du mode élastique au mode purement plastique pourrait être considérée
comme discontinue. Pour palier à cet état de fait, les travaux d’ auteurs tels que Chang et al. [21] ont
commencé à initier un mode de déformation intermédiaire élasto-plastique. Ils se sont inspirés du modèle
de Greenwood en proposant une interférence critique sous la forme de l’équation II.41 :
δc = ρ
(
πK
2
)2(
H
E
)2
(II.41)
dans laquelle K représente une constante valant 0.6. La définition du mode élastique reste la même,
cependant, pour des valeurs δ ≥ δC , l’aspérité est considérée en contact partiellement plastique. Dans
leur approche, ils proposent alors de calculer le rayon de contact a et la pression de contact P de façon
générale par les équations II.42 :
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
 a
2 = ρ δ
(
2− δc
δ
)
P = KH
(II.42)
Ces équations peuvent décrire aussi bien le mode élastique pour des valeurs de δ proche de δC , que
le mode plastique pour des valeurs plus grandes. Ainsi pour traduire une continuité de passage entre les
deux modes élastique et plastique, le mode de déformation intermédiaire "élasto-plastique" a été pris en
compte par d’autres tels que Sridhar et Yovanovich [102, 101], Zhao et al. [123], Robbe-Valloire [95] ou
Jackson et Green [51, 50] dans des approches plus ou moins différentes. Nous allons dans ce qui suivra
faire une description synthétique de ces différentes approches.
Les modèles élasto-plastiques
Le but des différents modèles est d’évaluer l’aire réelle et la pression de contact en fonction d’une
charge. Le cas de l’élasticité ou de la plasticité pure ayant déjà été évoqué, nous nous attachons principa-
lement à la partie élasto-plastique des modèles. L’ensemble des approches utilise un modèle élémentaire
de contact qui est celui de l’écrasement d’une sphère par un plan (figure II.19), à partir duquel le rayon
de contact a ainsi que la pression de contact P (ou la charge résultante) sont calculés.
Fig. II.19: Représentation schématique de l’indentation d’une aspérité par un plan [95]
Ce modèle est ensuite extrapolé à l’ensemble des aspérités en considérant qu’elles se déforment indé-
pendamment les unes des autres. Le modèle développé par Sridhar et Yovanovich [102, 101] répond à une
préoccupation qui était celle de prédire au mieux la conductance thermique de contact. Selon eux, la prise
en compte essentiellement de l’élasticité et/ou de la plasticité dans les modèles mécaniques, semblaient
être à l’origine des écarts observables entre la prédiction de la RTC et les valeurs expérimentales obte-
nues. Ils abordent l’élasto-plasticité en définissant une "dureté adimensionnelle" Hep et une aire réelle de
contact Aep, grandeurs qui sont liées à la charge F sous la forme des équations II.43 :
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

Hep =
2.76Rpe[
1 +
(
6.5
εc∗
)2]1/2
F = Aep Hep
Aep =
F
2.76Rpe
[
1 +
(
6.5
ε∗c
)2]1/2
εc
∗ =
E
Rpe
√
δ
ρ
(II.43)
dans lesquelles Rpe est la limite élastique du matériau le plus mou et εc∗ représente l’écrasement
adimensionné de l’aspérité. Cet écrasement obéit à l’équation II.44 :
εc
∗ =
E
Rpe
√
δ
ρ
(II.44)
Jackson et Green [51, 50] proposent dans leur modèle, une variante de calcul de l’interférence critique
suivant l’équation II.45 :
δC = ρ
(
2− π C Rpe
2E
)2
avec C = 1.295 exp(0.73 ν) (II.45)
On remarquera que cette expression fait aussi intervenir le rayon ρ et le rapport entre la limite élastique
et le module d’Young. On retrouve ce formalisme dans la majorité des modèles et leur application donne
des valeurs numériques quasi similaires.
Partant de cette définition, le rayon de contact en mode élasto-plastique est défini pour des valeurs
de δ > 1.9δC , suivant l’équation II.46 :
a2ep = ρ δ
(
δ
1.9 δC
)B
avec B = 0.14 exp
(
23
Rpe
E
)
(II.46)
Cette équation donne le rayon de contact pour un écrasement δ donné. Dans le développement du
modèle, Jackson et Green introduisent une "dureté géométrique limite" qui traduirait l’écrouissage des
aspérités. Cette dureté géométrique est définie comme une fonction du rayon de contact et de la limite
élastique du matériau Rpe suivant l’équation II.47 :
HG = 2.84Rpe
[
1− exp
(
−0.82
(
a
ρ
)
−0.7
)]
(II.47)
On retrouve l’effet de ce paramètre dans l’expression de la force résultante F donnée par l’équation
II.48 :
38 Guy Kaza
II.2. Le contact mécanique à l’échelle microscopique
F = FC
{
exp
(
−1
4
(
δ
δC
)5/12)(
δ
δC
)3/2
+
HG
CRpe
[
1− exp
(
−1
4
(
δ
δC
)5/9)]
δ
δC
}
avec FC =
4
3
( ρ
E
)2(C
2
πRpe
)3
(II.48)
dans laquelle FC est la force limite élastique. Dans l’ensemble des modèles déjà abordés, une seule
limite élastique permet de définir les domaines de déformation. Zhao et al. [123] puis Robbe-Valloire
et al. [95] ont développé des approches différentes en calculant une seconde limite, qualifiée de limite
élasto-plastique. Dans ces cas de figure, les trois domaines de déformations (élastique, élasto-plastique et
plastique) sont balisés par deux limites critiques bien distinctes. La définition du mode de déformation
est établie par comparaison de l’écrasement avec ces deux valeurs limites. Ainsi le domaine élastique sera
défini pour des valeurs de δ inférieures à la limite élastique, le domaine purement plastique sera défini
pour des valeurs de δ supérieures à la première limite élasto-plastique et le domaine élasto-plastique sera
défini pour des valeurs de δ comprises entre ces deux limites. Comme nous l’avions déjà fait remarquer,
la limite de déformation élastique est formellement différente d’un auteur à l’autre, même si elle est
déterminée sur la base du modèle de Hertz et du critère de Tresca. Elle est définie par chacun des auteurs
par les équations II.49 :


δe,ZHAO = ρ
(
0.92
H
E
)2
δe,RBV A = 27.4 ρ
(
Rpe
E
)2 (II.49)
Si on convient que la dureté H est le triple de la contrainte limite élastique Rpe, les valeurs numériques
obtenues par l’une et l’autre des formulations sont quasi similaires. À ceci près que Robbe-Valloire [95]
donne une autre écriture du module équivalent sous la forme de l’équation II.50 :
1
E
=
1
2
(
1− ν21
E1
+
1− ν22
E2
)
(II.50)
Cette écriture a des répercussions sur la définition de la pression de Hertz et sur celle du rayon de
contact. Les différences se situent au niveau de l’évaluation de la limite de déformation élasto-plastique.
Se basant sur les travaux de Johnson [57], Zhao et al. [123] proposent une valeur 54 fois plus grande que
la limite élastique alors que le rapport de proportionnalité dans le modèle de Robbe-Valloire et al. [95]
atteint 145. Les différentes expressions de la limite de déformation élasto-plastique sont données par les
équations II.51 :


δep,ZHAO = 54 δe,ZHAO
δep,RBV A = 3976 ρ
(
Rpe
E
)2 (II.51)
Les différences entre les modèles se retrouvent aussi au niveau de l’évaluation du rayon de contact et
de la pression moyenne de contact définies par les équations II.52 :
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

a2ep,ZHAO = ρ δ
[
1− 2
(
δ − δe,ZHAO
54 δe,ZHAO
)3
+ 3
(
δ − δe,ZHAO
54 δe,ZHAO
)2]
a2ep,RBV A = ρ (2δ − δe,RBV A)
Pep,ZHAO = H
(
1− 0.6 ln (54 δe,ZHAO)− ln δ
ln 54
)
Pep,RBV A =
2
3
Rpe
[
1.80 + ln
(
aE
6ρRpe
)]
(II.52)
D’un modèle à l’autre, les équations décrivent le même mode de déformation mais avec des expressions
différentes. Dans le cas du modèle proposé par Zhao et al. [123], la limite de déformation élasto-plastique
est une limite inférieure. Et donc toute valeur supérieure satisfait à la condition d’apparition de la
plasticité totale. Sa définition du rayon de contact est elle cependant plus complexe. Dans le modèle de
Robbe-Valloire et al. [95] l’équation définissant le rayon de contact présente une forme plus simple, de
plus le calcul de la pression de contact s’appuie directement sur les travaux de Johnson [57] qui font
référence en la matière. Cet état de fait peut justifier son avantage dans un programme de calcul.
II.2.3 Conclusions
L’issue de cette analyse bibliographique montre dans un premier temps qu’on ne peut pas représenter
une surface d’une façon unique. En effet le pas d’acquisition de la surface peut influencer sa représentation
et ses caractéristiques géométriques [120].
Les rugosités existant à la surface sont à la base du faible pourcentage d’aire supportant réellement la
charge lors d’un contact. Elle constituent donc le point de départ à la modélisation du contact mécanique
des surfaces. Cependant compte tenu de leur répartition aléatoire sur la surface et de la difficulté à
envisager la configuration de contact des aspérités, certaines transformations sont aujourd’hui admises
dans les modèles, notamment le passage d’un contact entre surfaces rugueuses à un contact entre un plan
lisse rigide et une surface "somme" moyennant certaines hypothèses sur les caractéristiques géométriques
de la surface "somme" [116, 95].
Les premiers modèles qui ont été mis en place ont considéré que l’aspérité (de forme hémisphérique
généralement)subissait essentiellement des déformations élastique ou plastique [43, 45]. La transition
entre ces deux modes, définie par une limite de déformation élastique, se fait donc de façon discontinue.
Pour traduire un continuum dans la gamme de déformation de l’aspérité le mode de déformation élasto-
plastique est introduit dans les modèles, qui définissent une seconde limite critique de déformation [122,
95].
L’une des hypothèses de ces modèles est de considérer que chacune des aspérités se déformera indépen-
damment des autres. Cette hypothèse semble réaliste si la surface ne subit pas de grandes déformations car
on pourrait éventuellement envisager la coalescence des points de contact individuels sur la surface[122].
Peu de modèles tiennent compte cependant de l’interaction de déformation entre aspérités. C’est par
exemple le cas des modèles de Zhao et Chang [122] ou de Ciavarella et al. [28, 27] qui ont utilisé une
approche fractale. L’idée de base de ces modèles est de considérer que l’écrasement d’une aspérité par
un plan rigide provoquera une variation de l’altitude des aspérités voisines non écrasées. Le modèle que
nous proposons de coder s’inspirera de celui de Robbe-Valloire [95] en tenant compte de la simplicité de
mise en œuvre des équations proposées et aussi de la base scientifique du modèle (Johnson [57]).
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III.1 Matériaux et propriétés thermo-mécaniques
III.1.1 Matériaux
Parmi les données d’étude, ACI a précisé les matériaux de tôles à considérer dans le projet. Deux
nuances de tôle nous ont été fournies. Il s’agit de la nuance d’acier 22MnB5, pour travail à chaud. Il a été
fourni sous forme de plaques carrées de dimensions 490×490×2.4mm3. Les plaques ont été fournies avec
un revêtement aluminium-silicium d’une épaisseur de 30 µm pour la protection contre la corrosion. La
nuance 22MnB5 (acier au bore) est dédiée à l’emboutissage à chaud 1. Le traitement thermique contrôlé
de cet acier lors du refroidissement peut faire évoluer sa microstructure d’une phase bainitique à une
phase martensitique si la vitesse de refroidissement est supérieure à 27 °K/s. Cette microstructure lui
confère des propriétés mécaniques en service remarquables : la résistance mécanique à la traction passe
de 500 à plus de 1500 MPa.
Pour l’acier 22MnB5, il est préconisé de le porter à austénitisation entre 880 °C et 900 °C dans un
four pendant quelques minutes [41, 80, 81, 109]. NOTA : Quelques tests de chauffage effectués sur une
seconde nuance HE400M (dénomination interne ACI), ont révélé la formation non négligeable d’oxyde
qui pouvait pertuber les essais.
Dans le projet initial, les matériaux d’outils n’ont pas été définis par ACI. Dans la littérature divers
matériaux d’outils sont utilisés : nuances de fonte EN GJS 600-3 ou d’acier X153CrMoV12 (pour embou-
tissage à froid), nues ou revêtues, par exemple de TiAl [77] ; nuances d’acier d’outil pour travail à chaud
de type X38 CrMoV5 (nues ou nitrurées) sont également rencontrées [47].
Divers moyens ont été mis en oeuvre pour réaliser les mesures de RTC en condition statique (sans
glissements relatif des corps en contact). Le premier montage d’essai a été conçu à l’ICA-Albi pour réaliser
des mesures de RTC tôle/outil en régime transitoire et dans des conditions proches de l’emboutissage
à chaud avec pour restriction le fait que la tôle ne subit pas d’emboutissage profond mais plutot un
poinçonnage. Parallèlement, des mesures de RTC tôle/tôle et tôle/outil en régime transitoire et en régime
stationnaire ont été réalisées au laboratoire LET2E de l’Université de Bretagne Sud. En procédant ainsi,
nous pouvons voir l’influence des conditions de contact, du type des matériaux mais aussi la technique
de mesure sur la valeur de la RTC. La réalisation des essais dynamiques (glissement relatif) sur le pilote
MEFISTO sera présentée en perspective, le financement définitif ayant été retardé de façon conséquente.
III.1.2 Propriétés thermo-mécaniques
Nous donnons les propriétés thermiques et mécaniques. L’ensemble des propriétés mécaniques sont
issues de données de la littérature qui sont interpolées ([40]). La mesure de la conductivité du 22 MnB5 a
été effectuée au laboratoire RAPSODEE. Les propriétés représentées sont la masse volumique, la chaleur
spécifique, la conductivité thermique et le module d’Young. Les masses volumiques et les modules d’Young
(figure III.1 et III.2) sont quasiment identiques dans la mesure où les deux matériaux sont des aciers :
elles décroissent quand la températures augmentent. Les principales différences se situent au niveau des
chaleurs spécifiques et des conductivités thermiques. Les chaleurs spécifiques (figure III.3) augmentent
avec la température avec une légère prédominance pour l’acier outil. La conductivité de l’acier 22 MnB5
est plus importante que celle de l’acier outil qui évolue de façon non monotone : elle augmente jusqu’à
500 °C puis décroit à nouveau (figure III.4).
1Thomas Vietoris, ArcelorMittal,"Material for Press Hardening", Press Hardening Seminar,Paris June 24, 2009
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Fig. III.1: Evolution de la masse volumique en fonction de la température pour les aciers 22MnB5 et X38 CrMoV5
Fig. III.2: Evolution du module d’Young en fonction de la température pour les aciers 22MnB5 et X38 CrMoV5
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Fig. III.3: Evolution des chaleurs spécifiques en fonction de la température pour les aciers 22MnB5 et X38 CrMoV5
Fig. III.4: Evolution des conductivités thermiques en fonction de la température pour les aciers 22MnB5 et X38
CrMoV5
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III.2 Moyens de mesure mis en œuvre
III.2.1 Moyen de mesure du LET2E
Description
Ce montage a été conçu à la base pour la mesure des résistances électriques de contact. Il est composé
d’une machine de mise en compression MTSTM d’une capacité de 5 kN et deux poinçons en cuivre (le
cuivre étant utilisé pour ses propriétés de conduction thermique). Les chargements sont effectués sur des
échantillons de surface relativement faible (49mm2)pour obtenir des pressions apparentes de l’ordre de 90
MPa. La réalisation des essais nécessite l’empilement de 4 à 5 échantillons de tôle de façon à influencer la
résistance intrinsèque du matériau qui sera le rapport entre l’épaisseur de l’empilement et la conductivité
thermique de la tôle. Pour réaliser la mesure de température des thermocouples de type K sont utilisés
sur chacun des poinçons en cuivre (4 par poinçon implantés tous les 5 mm en partant de la surface en
contact avec les échantillons) et sur les échantillons aux extrémités de l’empilement (les thermocouples
y sont sertis et collés dans la demie épaisseur des échantillons avec un isolant pour minimiser les effets
perturbateurs extérieurs). La figure III.5 donne une représentation schématique du montage de mesure.
Fig. III.5: Représentation schématique du montage d’essai du LET2E
Méthode d’évaluation de la RTC
Le chauffage des poinçons est réalisé au moyen de collier chauffant et la régulation de température est
réalisée au moyen d’un PID. Les consignes de températures souhaitées sont mesurées par les thermocouples
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implantés dans les poinçons. Il est ainsi possible de mesurer la Résistance Thermique de Contact dans
différentes conditions :
– En régime stationnaire à température moyenne constante avec une pression variable
– En régime transitoire à pression mécanique constante avec une température moyenne variable
Dans les deux cas de figure, la méthodologie utilisée par le LETEE consiste à imposer un écart constant
de 100 °C entre les deux poinçons. Le calcul de la RTC nécessite la connaissance de la densité de flux
de chaleur (q) et la mesure d’une différence de température. La densité de flux moyenne aux travers de
l’empilement est calculée à partir des informations données par les thermocouples qui instrumentent les
poinçons (par régression linéaire) et la conductivité thermique du cuivre suivant l’équation III.1 :
q = λcu (T )
N
∑N
i=0 xT −
(∑N
i=0 x
∑N
i=0 T
)
N
∑N
i=0 x
2 −
(∑N
i=0 x
)2 (III.1)
dans laquelleN est le nombre de positions où sont instrumentés les thermocouples par poinçon, λcu (T )
est la conductivité thermique du cuivre en fonction de la température, x est le vecteur rassemblant les
positions des thermocouples et T le vecteur des températures pour chaque position. Les vecteurs x et T
permettent de calculer la pente de la droite de régression linéaire. La densité de flux est calculée pour
chacun des poinçons et le flux moyen qm correspond à la moyenne des deux valeurs (on considère que la
quantité de chaleur est rapportée à la section nominale des poinçons). En utilisant cette méthodologie,
des mesures de RTC ont été réalisées dans deux types de configurations :
– contact tôle/tôle de type 22MnB5
– contact tôle (22MnB5)/outil (X38CrMoV5)
Contact tôle/tôle Dans ce cas de figure, un nombre de 4 échantillons de tôle faites du même ma-
tériau (22MnB5) sont empilées dans la zone comprise entre les deux poinçons en cuivre (figure III.5).
L’empilement des échantillons a pour but, nous le rappelons de contrebalancer la résistance thermique
intrinsèque du matériau. La différence de température est évaluée à partir des thermocouples implantés
sur les éprouvettes extrêmes de l’empilement. La RTC est donnée par l’équation III.2 :
RTC =
1
Ni
(
∆Temp
qm
− (Ne − 1) eech
λech(Tm)
)
(III.2)
dans laquelle Ni désigne le nombre d’interface tôle/tôle dans l’empilement, ∆Temp représente la dif-
férence de température mesurée entre les échantillons aux extrémités de l’empilement, Ne est le nombre
d’échantillons empilés et eech et λech(Tm) sont respectivement l’épaisseur et la conductivité thermique
des échantillons à la température moyenne Tm dans l’empilement. Le calcul de la RTC fait intervenir
deux termes dont le premier est la résistance de thermique l’empilement et le second correspond à la la
résistance intrinsèque des échantillons due à leur conductivité thermique. Dans cette configuration, la
RTC évaluée correspond à une moyenne sur l’empilement et c’est la raison pour laquelle le calcul est
ramené au nombre d’interfaces tôle/tôle (Ni).
Contact tôle/outil Le cas du contact tôle/outil a pour contrainte que la rugosité est un paramètre
qui est imposé par le fournisseur de la tôle. Le cas du contact tôle/outil a été envisagé pour prendre
en compte non seulement l’influence des matériaux en contact mais aussi l’influence de leurs états de
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surface sur la mesure de la RTC. Dans ce cas de figure, une seule interface est utilisée et l’empilement
est constitué d’un échantillon de tôle 22MnB5 et d’un échantillon d’outil en X38CrMoV5. La rugosité de
la tôle étant imposée, l’état de surface des échantillons d’outil a été défini suivant deux méthodes :
– un état de surface rectifié
– un état de surface poli
Des mesures de rugosité ont été réalisées sur les deux types de surfaces (poli et rectifié). Les résultats
obtenus montrent une surface rectifiée avec des motifs périodiques et une surface polie relativement lisse
(figure III.6). Ces obervations sont confirmées par les profils extraits de chacune des deux surfaces (figure
III.7).
Fig. III.6: Etats de surface de l’outil en rectification et après polissage
Fig. III.7: profils de surface rectifiée et polie
Le calcul de la RTC est calqué sur la même méthode que précedemment avec certains ajustements. Le
paramètre définissant le nombre d’interface Ni le nombre d’interfaces vaut 1 et une résistance intrinsèque
supplémentaire est calculée pour le matériau d’outil. La RTC est donnée par l’équation III.3 :
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RTC =
1
Ni
(
∆Temp
qm
− etol
2λtol(Ttol)
− eout
2λout(Tout)
)
(III.3)
Dans laquelle Ttol et Tout sont les températures dans les échantillons de tôle et d’outil, les autres
variables ayant été déjà définies.
III.2.2 Moyen de mesure de l’ICA-Albi
Description
De part sa conception, le montage mis en place à l’ICA-Albi permet de mesurer la RTC entre un
échantillon de tôle et un bloc outil dans des conditions relativement différentes du premier montage. Il
est constitué de différents éléments parmi lesquels on distingue un poinçon hémisphérique en fonte EN-
GJS-500 servant d’outil de chargement, un bloc parallélipédique en acier X38CrMoV5 alésé pour accueillir
un capteur de température, un bloc cylindrique servant de support et un four indépendant. Le schéma de
principe du montage est représenté sur la figure III.8.
Fig. III.8: Montage de mesure de l’ICA-Albi en 3D et en coupe
Le montage est associé à une machine de traction-compression électromécanique INSTRONTM d’une
capacité de charge de 30 kN. Les mesures sont réalisées en régime transitoire. En effet la tôle est chauffée
préalablement dans le four indépendant (THERMOLYNETM F47900) à une température de 900 °C
pendant 10 mn. La tôle chaude est ensuite transférée par un opérateur depuis le four vers le bloc et
chargée par le poinçon hémisphérique. Durant la période de contact, le capteur de température inséré
dans le bloc en acier permet de relever les températures à la fois de la surface de la tôle et dans le bloc.
Ce capteur (figure III.9) a été développé par Dour et al. [35] pour mesurer le coefficient de transfert dans
le cadre du process de fonderie sous haute pression ([46]). Il est donc réutilisé pour évaluer la RTC dans
le cadre d’un poinçonnage de tôle.
Il est composé d’un corps en acier X38CrMoV5 dans lequel est inséré une fenêtre de visée. Le corps
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Fig. III.9: Capteur de flux
en acier est percé de 6 alésages à l’intérieur desquels sont insérés six thermocouples (diamètre 0.25 mm).
Les thermocouples sont disposés par paires de façon hélicoïdale autour de l’axe du capteur et à différentes
profondeurs par rapport à sa surface supérieure du capteur (figure III.10). Ils permettent de mesurer les
températures dans le bloc et de remonter au flux qui le traverse. La partie inférieure du capteur accueille
une fibre optique de saphir qui, associée à un pyromètre optique (MIKRONTM M680), permet de mesurer
la température de surface de la tôle (via la fenêtre de visée) dans une gamme comprise entre 350 °C et
1200 °C (la longueur d’onde du pyromètre est de 0.65 µm).
Fig. III.10: Position des thermocouples dans le capteur de flux
Méthode d’évaluation de la RTC
Le calcul de la RTC est effectué entre la tôle et le bloc parallélépipédique. Il obéit à l’équation III.4 :
RTC(t) =
Ttole(t)− T (0, t)
q(t)
(III.4)
dans laquelle Ttole(t) représente la température de surface de la tôle mesurée par le capteur (via la
fibre optique) et T (0, t) est la température de surface du bloc calculée par méthode inverse à partir des
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mesures des thermocouples. Le contact thermique est simplifié en considérant le cas unidimensionnel
défini par le système d’équations III.5 :


mV (T )Cp(T )
∂T
∂t
=
∂
∂z
(
λ(T )
∂T
∂z
)
T (z, 0) = Ti
−λ(T ) ∂T (z, t)
∂z
∣∣∣∣
z=0
= q(t)
(III.5)
Le problème thermique est non linéaire car les propriétés des matériaux en l’occurence l’acier à outil
dépendent de la température (figure III.3, III.4, III.1). La résolution est faite par une méthode inverse non
linéaire (de type Beck). Ce cas de figure est envisagé pour simplifier la résolution du problème thermique.
On considère que les thermocouples se trouvent sur la même verticale et le problème peut être schématisé
par le graphique de la figure III.11.
Fig. III.11: Simplification du problème thermique
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III.3 Exploitation du moyen de mesure du LETEE
III.3.1 Mesures en régime stationnaire
Conditions d’essais
Ces mesures sont réalisées à températures constantes et à pression variable. Une procédure différente
de celle couramment utilisée par le LET2E a été définie. L’empilement des échantillons est soumis à une
charge de 200 N pendant 2 h. Lorsque la température du poinçon supérieur atteint environ 100 °C, la
consigne de température sur le poinçon inférieur est déclenchée de façon à maintenir une différence de 100
°C. Lorsque les consignes sont atteintes, 5 niveaux de charge sont appliqués par paliers successifs d’une
durée de 30 mn. Les conditions de réalisation des essais peuvent être récapitulées comme suit :
– Consignes de températures constantes :
– Poinçon supérieur à 560 °C et poinçon inférieur à 460 °C (le système de chauffage est limité en
température à 600 °C)
– Charge variable par palier :
– 5 paliers de charge correspondant aux pressionx de (en MPa) : 4, 10, 20, 40 et 80
– Durée par palier : 30 mn
Nous avons dans ces conditions réalisé des essais sur le matériau 22MnB5 suivant les deux de consignes
de température.
Résultats des mesures de RTC en régime stationnaire et discussions
Sur l’ensemble des essais (figure III.12), les résultats obtenus montrent une diminution de la RTC
quand on augmente la pression quelque soit le type d’interfaces (tôle/tôle ou tôle/outil). Le contact
tôle/tôle exhibe une RTC variant dans une gamme comprise entre 1.2 × 10−4 et 5.5 × 10−5m2KW−1
quand la pression augmente. Les valeurs de RTC obtenues sur le contact tôle/outil (poli et rectifié)
sont légèrement plus importantes que dans le cas du contact tôle/tôle : elles varient entre 5.8 × 10−5
et 2.5 × 10−4m2KW−1. Elles sont supérieures d’un ordre de grandeur à celle obtenues dans le contact
tôle/tôle.
Comparaison à la bibliographie : Cette observation peut être mise en relation avec les propriétés
thermiques des matériaux. En effet, le matériau d’outil X38CrMoV5 est moins conducteur que la matériau
de tôle 22MnB5 et le contact thermique entre ces deux matériaux génère donc une RTC plus importante
que dans le cas du contact tôle/tôle. Cet état de fait peut être justifié par les modèles d’équations de
calculs de la RTC qui ont été proposées dans le chapitre littérature. En effet, les équations décrivent une
relation de proportionalité entre la conductance (h), inverse de la RTC et la conductivité sous la forme
de l’équation III.6 :
h =
1
RTC
∝ λ (III.6)
ainsi, une conductance importante donnera une RTC faible. Expérimentalement, Singhal et al. [100]
ont montré dans une étude sur divers matériaux que la RTC diminue quand la conductivité thermique
des matériaux en contact augmente. Abdulhay et al. [2] ont aussi observé le même phénomène dans une
étude comparative d’emboutissage à chaud sur un acier Usibor1500P et un acier inox MA1 (norme AISI).
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Fig. III.12: Résultats comparés de RTC en régime stationnaire, influence de la pression de contact
Ils ont ainsi constaté que les niveaux de RTC obtenus sur l’Usibor1500P étaient nettement supérieurs à
ceux obtenus sur l’acier Inox en raison de sa conductivité inférieure.
Méthode d’exploitation : Il convient cependant de souligner que ces résultats nous donnent des
ordres de grandeurs. Elles ne peuvent être considérées comme des valeurs exactes, du fait des difficultés
liées à l’exploitation des résultats. La méthode d’exploitation préconise de prendre une moyenne des flux
de chaleur calculés sur les poinçons supérieur et inférieur si l’écart n’excède pas 10%. L’expérience a
cependant révélé des écarts plus importants. De plus les quantités de chaleur qui ont été estimées sont
apparues plus faibles (quelques watts) que ce qui était généralement mesuré dans ce type de montage
(vingtaine de watts), et pour cause, les RTC ont été estimées plus grandes que les valeurs rencontrées
habituellement selon les concepteurs. L’incertitude absolue est évaluée en se basant sur l’équation III.7 :
∆RTC =
1
Ni
(
∆(∆Temp)
q
+
∆Temp∆q
q2
+ (Ne − 1)
(
∆eech
λ
+
eech∆λech
λ2ech
))
(III.7)
En se basant sur cette équation, nous avons évalué une erreur absolue moyenne de l’ordre de 1.52
×10−5m2KW−1, soit 16 % d’erreur relative moyenne, avec ∆(∆Temp) estimé à ±1.03 °C, ∆q estimé à
±6.5×103Wm−2, ∆eech estimé à ±0.1 mm et ∆λech estimé à ±0.0171 Wm−1K−1.
L’expérimentation : De plus l’analyse des thermogrammes montre que les températures enregistrés
ne sont pas tout à fait constante : elles subissent de légères variations à chaque palier de charge comme
le montre la figure III.13 correspondant à l’essai tôle 22MnB5/outil X38-rectifié.
L’écart de température entre les échantillons en contact reste constant et le flux moyen présente une
évolution plus importante : la contribution de la charge permet de doubler quasiment la densité de flux
(figure III.14,(a)). Les résistances intrinsèques associées à la tôle 22MnB5 et à l’outil X38 sont très peu
influencées par les variations observées : les valeurs moyennes calculées sont constantes durant tous les
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Fig. III.13: Températures mesurées par les thermocouples dans le contact avec l’outil X38 rectifié
essais (figure III.14,(b)). Ainsi, dans la mesure où l’écart de température reste constant et que le densité
de flux augmente, il en vient donc que la RTC 22MnB5/X38 ne peut que diminuer en conséquence.
Fig. III.14: (a) Densité de flux et (b) résistances thermiques en fonction de la pression dans le contact avec l’outil
X38 rectifié
De fait les variations de RTC observées à l’interface tôle/tôle ou tôle/outil sont de façon indirecte
dues à la variation du flux moyen. L’augmentation du flux moyen est elle, le résultat d’une amélioration
du contact entre le poinçon et l’échantillon de tôle avec lequel il est contact.
Remarques : Dans les résultats d’études qui ont été présentés, il convient de préciser à nouveau
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que les interfaces d’étude de la RTC correspondent aux interfaces tôle 22MnB5/tôle 22MnB5 et tôle
22MnB5/outil X38. L’idée d’exploiter directement l’interface constituée par les échantillons empilés avec
les poinçons (supérieur ou inférieur, figure III.5, page 46) a été écartée pour des raisons techniques.
En effet l’oxydation importante que subissaient les poinçons en cuivre modifiait forcément l’interface en
augmentant la RTC. Cependant le calcul de la RTC poinçon (en cuivre)/tôle 22MnB5 est théoriquement
possible. On peut par exemple considérer un calcul entre le poinçon supérieur et l’échantillon de tôle
instrumenté avec lequel il est contact. Sur le même schéma de calcul on peut évaluer la RTC entre le
poinçon et la tôle en se basant sur l’équation III.8 :
RTC =
∆T
q
− etol
2λtol(Ttol)
− epoin
λpoin(Tpoin)
(III.8)
dans laquelle l’écart de température ∆T est calculé à partir des thermocoupless placés les plus proches
de l’interface poinçon/tôle et epoin l’épaisseur de matériau de poinçon située entre l’interface et le thermo-
couple du poinçon. La comparaison des résultats (figure III.15) montre que les valeurs de RTC obtenues
dans le cas du contact 22MnB5 (tôle)/cuivre(poinçon) sont les plus basses.
Fig. III.15: Résultats comparés de RTC en régime stationnaire, influence de la pression de contact
Cette tendance corrobore le fait que la RTC est aussi influencée par la nature des matériaux en
contact à travers leur conductivité thermique (le cuivre est le plus conducteur des trois matériaux avant
le 22MnB5).
Relation de la RTC avec les états des surfaces en contact
Dans les différentes interfaces qui ont été étudiés, nous avons considérés un contact tôle/outil rectifié
et un autre contact tôle/outil poli. On constate deux zones d’évolution. Dans la première zone(pressions
apparentes inférieures à 30 MPa), les valeurs de RTC obtenues sur les échantillons d’outil rectifiés sont
plus importantes. Dans la seconde zone (pressions supérieures à 30MPa), la tendance précédente s’inverse
et on observe une prépondérance des valeurs obtenues sur les échantillons polis (figure III.12, 53).
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Comparaison à la bibliographie sur la première moitié d’évolution Cette observation pourrait
être liée à l’état de surface des échantillons : "plus les échantillons sont rugueux" et "plus importante"
est la RTC. On retrouve dans la littérature des travaux qui se rapprochent de cette observation. Pour
un contact de acier/acier de type X100CrMo17 soumis à des pressions de quelques dizaines de MPa,
Salgon et al. [97] montrent que l’augmentation de la rugosité quadratique moyenne de 4.7 µm à 11 µm
entraine une division d’un facteur 2 de la conductance thermique de contact (soit une RTC deux fois
plus grande sur l’échantillon le plus rugueux). Dans nos essais, le ratio de rugosité quadratique moyenne
(rectifié/poli) est de l’ordre de 6 et les pressions apparentes varient entre 4 et 80 MPa. L’écart moyen de
14 % observé est ici relatif dans la mesure où les matériaux d’études et les conditions d’expérimentation
ne sont pas les mêmes. Il existe néanmoins une tendance qui doit être prise avec précaution à cause du
faible nombre d’essais et de l’incertitude sur les mesures de RTC.
Interprétation des résultats observés
Première partie d’évolution, pression inférieure à 30 MPa L’écart même faible pourrait
s’expliquer par le fait que les configurations de contact ne sont pas les mêmes. En effet, si les échantillons
de 22MnB5 sont issus de la même tôle, la surface d’outil rectifiée peut potentiellement générer une aire
de contact moins importante à cause du caractère répétitif des motifs de rugosité par rapport à la surface
d’outil polie. D’où le fait que la RTC estimée soit relativement plus importante dans la configuration
"rectifiée" que dans la configuration "polie".
Seconde partie d’évolution, pression supérieure à 30 MPa L’inversion de tendance observée
au delà des 30 MPa est plus délicate à expliquer à cause des incertitudes sur l’évaluation de la RTC
et du faible nombre de mesures. On pourrait cependant tenter une explication (sous réserve qu’elle soit
confirmée par plus d’essais). Dans l’analyse de la relation entre la RTC et l’état de surface, l’influence
de la pression est reliée à la déformation supposée des aspérités de la surface. De fait, toute évolution de
la pression est censée provoquer la déformation des aspérités en surface.
Contact tôle/outil poli . Dans ce cas de figure, les rugosités de la surface d’outil ont des hauteurs
relativement faibles par rapport à celle de la tôle. On peut faire une bonne approximation en assimilant
ce contact à celui d’un plan lisse et rigide (outil-poli) écrasant une surface rugueuse et déformable (tôle).
Ainsi, la variation de l’aire de contact potentielle est directement liée à la déformation des aspérités.
Contact tôle/outil rectifié. La situation peut être envisagée de façon différente si on considère que les
aspérités des deux surfaces sont de tailles comparables. L’interpénétration entre les pics et les vallées des
surfaces est dans ce cas une configuration de contact probable. L’aire de contact peut être envisagée comme
le résultat du cisaillement entre les aspérités. L’augmentation de la pression contribue alors à rapprocher
les plans moyens des surfaces en augmentant la proportion des aires en cisaillement et conduisant à
l’effondrement des aspérités tel que l’a été décrit Ling [71] dans ses travaux sur le contact.
Ainsi, dans le cas où l’outil est rectifié surface de contact moins importante au départ augmenterait
progressivement avec la pression jusqu’à dépasser celle du contact avec l’outil poli. La conséquence étant
l’inversion de tendance observée au niveau de la RTC. Il s’agit cependant d’une tentative d’explication
qui n’exclut pas l’artéfact dû à l’expérimentation.
Evolutions comparées des états de surfaces Pour évaluer la variation de l’état de surface, des
relevés topographiques ont été réalisés avant et après les essais. Dans nos conditions d’essais, cette compa-
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Paramètres Avant Après
Sk (µm) 6.83 6.27
Rq (µm) 2.24 2.16
Tab. III.1: Paramètres statistiques calculés sur l’échantillon en contact avec l’outil poli
raison s’est révelée délicate pour diverses raisons. La première raison a été que la rugosité des échantillons
de tôle est un paramètre imposé par le fournisseur. Ensuite les essais de RTC et l’acquisition des états de
surface ont necessité le déplacement des échantillons, ce qui complique d’autant le recalage des surfaces.
Puis, la surface identifiée correspond à celle qui compose l’interface tôle/outil (ou tôle/tôle) et non celle
qui est directement en contact avec le poinçon. Un exemple de comparaison est donné sur la figure III.16,
représentant l’état d’une surface d’échantillon de tôle 22MnB5 avant et après contact avec un échantillon
d’outil rectifié (430 °C à 80 MPa).
Fig. III.16: Comparaison des états de surfaces avant et après essai sur l’échantillon de tôle en contact avec l’outil
X38 poli (T=430 °C, P=80 MPa)
Cette représentation permet d’appréhender qualitativement les modifications en surface (côté interface
tôle/outil). On constate qu’il y a visuellement très peu de modification à cette échelle. Cette observation
peut être corroborée par le calcul de différents paramètres tels que la rugosité du noyau désignée par
"Sk" (ou "Skewness") et la rugosité quadratique moyenne désignée par le paramètre "Rq"(tableau III.1).
Les données indiquent qu’entre les deux états, le "Sk" a diminué de 8 % mais la rugosité quadratique
moyenne a baissé a subi une variation de 3 %.
En plus de la difficulté à observer qualitativement des modifications à cette échelle, les variations des
paramètres sont effectivement très peu significatives. La complexité de la surface nous donne cependant la
possibilité de la visualiser à d’autres échelles de réprésentation, en l’occurence à l’échelle de l’ondulation
comme nous l’avions indiqué dans le chapitre bibliographique sur la surface et le contact.
L’utilisation de filtres appropriés (à partir du logiciel de traitement Altisurf) permet de séparer l’on-
dulation de la rugosité à partir de la surface mesurée. En ondulation (figure III.17), on remarque qu’entre
les deux états (avant et après), il y a une variation de densité de couleur dans certaines zones d’altitude
comprise entre 3 et 6 µm, qui pourrait s’expliquer par un affaissement des hauteurs.
Ces observations sont cependant très localisées et sont aussi accompganées par des variations de
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Fig. III.17: Comparaison des états de surfaces avant et après essai sur l’échantillon de tôle en contact avec l’outil
X38 poli, surfaces d’ondulation
densité dans les zones d’altitude inférieure à 3 µm. La représentation des courbes de Abbott (figure
III.18) montre que les effets subis se traduisent par une variation peu significative du taux de portance
pour une pression apparente de 80 MPa.
Fig. III.18: Courbes de portance comparées avant et après essai sur l’échantillon de tôle en contact avec l’outil
X38 poli
Dans le cas de l’échantillon en contact avec l’outil rectifié, les variations de densité de couleur dans
certaines zones sont plus perceptibles que précédemment (figure III.19). Cette observation est toute aussi
qualitative et le calcul montre que les variations subies sont du même ordre de grandeur, soit 9 % sur le
paramètre "Sk" et 4 % sur la rugosité quadratique moyenne (tableau III.2).
L’impression de modification observée sur la figure III.19 est corroborée par les courbes de portance
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Fig. III.19: Comparaison des états de surfaces avant et après essai sur l’échantillon de tôle en contact avec l’outil
X38 rectifié (T=430 °C, P=80 MPa)
Paramètres Avant Après
Sk (µm) 8.21 7.45
Rq (µm) 2.61 2.48
Tab. III.2: Paramètres statistiques calculés sur l’échantillon en contact avec l’outil rectifié
comparées (figure III.20). La variation de portance est relativement plus importante par rapport au cas
de contact avec l’échantillon poli, ce qui peut laisser supposer une implication significative des rugosités
de la surface rectifiée (d’autres résultats des états de surface sont donnés en annexe C).
Fig. III.20: Courbes de portance comparées avant et après essai sur l’échantillon de tôle en contact avec l’outil
X38 rectifié
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Les faibles modifications de surface observées à 80 MPa peuvent avoir différentes explications plau-
sibles. En effet on peut considérer que la charge n’aura pas été suffisante pour initier importants chan-
gements à ces interfaces. Aussi, les interfaces considérées n’étant pas celles qui implique le poinçon (en
cuivre), c’est un effet indirect de la charge que nous essayons d’évaluer. Le résultat à ce stade est qu’il
est difficile d’établir un lien de cause à effet entre la RTC calculée à l’interface tôle/tôle ou tôle/outil et
l’évolution de cette même interface.
III.3.2 Mesures en régime transitoire
Conditions d’essais
Le protocole utilisé a été défini par le LETEE. L’empilement d’échantillons est soumis à une charge qui
reste inchangée durant tout l’essai. On impose au poinçon supérieur une consigne de température de 560
°C. Lorsque la température est égale à 110 °C, la consigne du poinçon inférieur est imposée à 460 °C. Une
fois les consignes atteintes, le système demeure dans cet état pendant quelques minutes, puis les consignes
de températures sont mises à la température ambiante, ce qui correspond à un refroidissement. Les profils
de température mesurées durant l’essai type sont représentés sur la figure III.21 et les conditions d’essai
sont récapitulées comme suit :
– Charge constante : la machine est pilotée en effort et la pression est résultat de cet effort rapporté
à la section
– Consigne de températures : poinçon supérieur (560 °C)/poinçon inférieur (460 °C), pilotée en montée
puis en descente de température. Les températures représentées sur la figure III.21 correspondent
à celles qui sont enrégistrées par les thermocouples sur les deux poinçons et sur les échantillons
instrumentés.
Fig. III.21: Thermogramme des températures en fonction du temps
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Résultats de mesures
Dans cette configuration, un essai a été réalisé à 20MPa et un autre à 80MPa (figure III.22). L’effet
de la pression est confirmé par les valeurs de RTC plus importantes 20MPa qu’à 80MPa. Les évolutions
de la RTC sont données dans le cas du chauffage suivi d’un refroidissement pour lesquels un décalage
irréversible est observé. La RTC diminue pendant le chauffage et augmente lors du refroidissement avec
des valeurs moins élevés que lors du chauffage. Cet effet est sensiblement plus marqué à 80 MPa.
Fig. III.22: Résultats comparés des RTC, influence de la température à 20 et 80 MPa
En regardant de plus près l’évolution de la densité de flux lors du chauffage, on constante qu’elle aug-
mente lorsque la température s’accroit. Il en est de même lorqu’on augmente le niveau de pression(figure
III.23, (a)). Cependant, l’augmentation de température a une faible influence faible sur la résistance in-
trinsèque de l’empilement (figure III.23, (b)). L’analyse des thermogrammes (figure III.21), montre que
l’écart de température entre les échantillons instrumentés est constant durant l’essai. Par conséquent, si
la densité de flux augmente et l’écart de température est constant, la RTC ne peut donc que diminuer.
Comparaison à la bibliographie Certains auteurs tels que Zhan et al., [121] ou Salgon et al. [97] ont
obervés des phénomènes d’hystérésis similaires mais pour des chargements et déchargements mécaniques.
Ils ont en effet observé que les valeurs de RTC étaient plus importantes en chargement qu’en déchargement
car les aspérités subissent des déformations plastiques modifiant notamment les aires initiales de contact.
Ainsi l’hystérésis plus marquée à 80 MPa pourrait s’expliquer par un taux de déformation à l’interface
plus important qu’à 20 MPa. Cependant, les topographies précédentes ont révélé que d’un point de vue
globale les interfaces qui interessent notre étude ont subi très peu de modification.
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Fig. III.23: Comparaison (a) des densités de flux et (b) des résistances thermiques en fonction de la température
à 20 et 80 MPa
III.4 Exploitation du moyen de mesure de l’ICA-Albi
III.4.1 Contrôles préalables
Essais de refroidissement
Des essais de refroidissement de la tôle dans différentes conditions ont été réalisés préalablement
aux essais sur l’INSTRON. Ces essais permettent d’évaluer les vitesses de refroidissement de la tôle
dans différentes conditions. Une comparaison a été établie entre le refroidissement libre dans l’air, le
refroidissement au contact de briques en céramique et le refroidissement par conduction au contact du
bloc d’acier en X38. La tôle à la sortie du four est soit maintenue à ces extrémités par deux pinces, soit
mise en contact avec deux briques céramiques ou un bloc en acier X38CrMoV5 comme le récapitule la
figure III.24.
Dans les trois cas, un thermocouple est soudé sur la face supérieure de la tôle (face non en contact avec
la céramique ou le bloc) pour suivre l’évolution de température. Les courbes de refroidissement comparées
sont représentées sur la figure III.25.
Les résultats montrent que sur la première partie de l’évolution on a superposition des courbes. En effet
cette période correspond à un transfert de la tôle du four vers les briques céramiques ou le bloc en X38 en
particulier. La durée de 30 s avant contact vient surtout de la difficulté à manipuler l’échantillon depuis
l’ouverture du four jusqu’à la mise en contact avec le bloc ou les briques. Les courbes de refroidissement
dans l’air et au contact des briques céramiques ont la même évolution avec des niveaux de températures
différents : l’intéraction avec la céramique n’est pas du tout neutre. Elles présentent toutes les deux un
palier durant lequel la température varie peu. Lorsque le contact est établi avec le bloc en X38CrMoV5,
on observe un changement de pente qui se traduit donc par un changement de la vitesse de refroidissement
comme le montre la figure III.26 (la vitesse est évaluée en considérant la relation (T (t+ dt)− T (t))/dt).
62 Guy Kaza
III.4. Exploitation du moyen de mesure de l’ICA-Albi
Fig. III.24: Configurations de contact avec la tôle
Fig. III.25: Refroidissement du 22MnB5 dans différentes conditions de contact
On remarque que durant la période de transfert, les vitesses de refroidissement sont constante. Les
courbes correspondant à la convection libre et au contact céramique présente une singularité. La vitesse
diminue progressivement puis présente un palier et augmente à nouveau. Ce palier peut être relié à celui
observé au niveau des températures et pourrait être le fait d’un changement de microstructure dans
la tôle entre 400 et 500 °C, comme l’avaient aussi observé Abdulhay et al.[2]. Dans le cas du bloc en
X38CrMoV5, l’instant du contact est matérialisé par une montée marquée de la vitesse jusqu’à 12°C/s
suivie d’une baisse.
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Fig. III.26: Vitesses de refroidissement du 22MnB5 dans différentes conditions de contact
Etalonnage de la fibre optique pour l’évaluation de la température de surface de la tôle et
calibration du pyromètre et de la fibre optique
Calibration du pyromètre et de la fibre optique La calibration de la chaine d’acquisition (pyro-
mètre et capteur) a été effectué à l’aide d’un corps noir. Le principe consiste à comparer la température
du corps supposée exacte à l’information donnée par la chaine d’acquisition. Le dispositif expérimental
comprend le pyromètre, le capteur, le corps noir ainsi qu’un voltmètre (figure III.27).
Fig. III.27: Dispositif expérimental de calibration de la chaîne d’acquisition
Le corps métallique comprenant la fibre optique est insérer dans la cavité du corps noir qui est à
une température de consigne. Sur le pyromètre, l’émissivité est dans ce cas mise à 1 (corps noir) et le
facteur de transmissivité de la fibre a été mis à 0.5049 pour caler l’information du pyromètre sur celle du
corps noir. À chaque température de consigne correspondent une tension en sortie du pyromètre et une
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valeur de température affichée par le pyromètre. Ces deux informations permettent de tracer une courbe
caractéristique de la température en fonction de la tension (figure III.28) qui sera réutilisée dans la chaine
d’acquisition.
Fig. III.28: Caractéristique tension-température du pyromètre
Evaluation de l’émissivité La principal contrainte dans la réalisation des mesures de température
avec la fibre optique est la nécessité de connaître l’émissivité de la tôle. Les conditions d’essais étant
transitoire, il en résulte une probable variation de l’émissivité de la tôle, ce qui complique d’autant plus
la tâche. Il s’agit donc d’établir une valeur d’émissivité qui permettra au mieux de reproduire l’évolution
de température de la tôle. Pour se faire, des essais ont été réalisés en couplant la lecture du pyromètre
MIKRON 680 (longueur d’onde 0.65 µm, gamme de température 350-1200 °C) à celle d’un thermocouple
soudé en surface de la tôle pour différentes valeurs d’émissivité. La configuration de mesure est présentée
sur la figure III.29.
Nous avons pris pour valeur indicative 0.8 qui correspond à l’émissivité d’un acier ordinaire oxydé.
Les résultats obtenus ont montré des profils de courbes relativement concordant à 0.85 d’émissivité entre
la lecture du pyromètre et celle du thermocouple (figure III.30). Juste avant le contact entre la tôle et le
bloc, la réaction du pyromètre (inséré dans le bloc) se traduit par une montée rapide de la température
qui est à l’origine de l’écart initial (plus important pour une émissivité de 0.9). Dans cette mesure, nous
fait l’hypothèse implicitement que la tôle est suffisament mince pour que l’information donnée par le
thermocouple soit représentative de l’interface de contact tôle/bloc outil. Qualitativement, les évolutions
de températures données par la fibre et le thermocouple sont identiques. Cependant, les écarts moyens
de 17 et 27 °C observés pour respectivement les émissivités de 0.85 et 0.9 peuvent être aussi le fait de
la différence de conditions aux limites. Compte tenu de ces résultats, nous utilisons dans la suite une
émissivité de 0.85. NOTA : le choix du pyromètre et de sa longueur d’onde ont semble t-il rendu moindre
l’influence de l’émissivité comparativement à une caméra Infra-Rouge).
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Fig. III.29: Configuration pour les mesures d’évaluation de l’émissivité
Fig. III.30: Courbes comparatives de températures données par un thermocouple soudé à la surface de la tôle et
par le pyromètre pour des émissivités de 0.85 et 0.9
Montage assemblé capteur et bloc acier
Une mesure de l’état de surface du montage assemblé (bloc-capteur) a été réalisé avec le rugosimètre
sans contact ALTISURF 520 et une sonde dont la profondeur de champ est de 350µm. La figure III.31
représente la surface du montage assemblé bloc et capteur en représentation 3D. Il existe un dénivellé
entre la surface du bloc et celle du capteur, que l’on peut mieux visualiser sur le profil extrait de la surface
suivant la diagonale (figure III.32). La partie centrale du profil représente la fenêtre de lecture de la fibre
optique, entourée de part et d’autre du corps métallique du capteur. La différence de niveau entre le bloc
et la partie métallique du capteur a été mesurée à une vingtaine de microns. Ce dénivellé est interne à la
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précision de l’assemblage et n’est pas gênant pour la mesure de température de surface de la tôle par la
fibre du capteur.
Fig. III.31: Surface de l’assemblage bloc et capteur
Fig. III.32: Profil de rugosité suivant la diagonale de l’assemblage bloc et capteur
Mise au point de la gamme de charge
Les conditions de réalisation des essais (transitoires) et l’effet de puits de chaleur qui a pu être observé
lors des tests de refroidissement, contraignent la tôle à être poinçonnée le plus rapidement possible à sa
sortie. La rapidité de cette opération est limitée par le pilotage de la machine INSTRON. Il a été noté des
temps de latence de l’ordre de 6 à 7 s entre l’éxecution de commande et le contact effectif entre le poinçon
et la tôle. Le bon déroulement des essais nécessite l’intervention de deux opérateurs. Les opérations de
transfert (3 à 4 s), sont entièrement manuelles et difficilement répétables et la procédure de chargement
est automatique. Dans la définition de la procédure, différents paramètres ont été pris en compte :
– le temps de transfert entre le four et le montage ; à l’ouverture du four la tôle est laissée quelques
secondes à l’intérieur pour compenser le retard dû au chargement par l’instron
– la distance entre le bloc et le poinçon avant chargement est de l’ordre de 2 cm, pour faciliter
l’insertion de la tôle et raccourcir le temps de déplacement du poinçon.
– la vitesse d’approche du poinçon : 7 mm/s avec une précharge de la tôle à 8 N (pour éviter le choc)
– la vitesse de chargement de la tôle : 0.15 mm/s pour atteindre la consigne de charge désirée. 5
niveaux de charge ont été définis : 500 N, 1.5 kN, 3 kN, 4.5 kN et 7.5 kN.
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III.4.2 Résultats
Présentation
L’expérimentation a permis de se rendre compte de la difficulté à réaliser des essais reproductibles.
Pour chaque chargement, il a été difficile d’obtenir des courbes de refroidissements identiques. De plus,
la précharge appliquée à la tôle et la limite de détection du pyromètre (T > 350 °C) réduisent considéra-
blement la zone de chargement exploitable : il a été constaté un délai moyen d’environ 3 s entre l’instant
de contact poinçon/tôle et la mise en charge effective à la consigne désirée. On peut le constater avec un
exemple réalisé à charge de 500 N. La figure III.33 représente l’ensemble des mesures recueillies (interpo-
lées à partir des mesures brutes, la station d’acquisition IOTECH CHARTSCAN/1400TM utilisée était
limitée en période à 0.1 s) par la fibre optique (température en surface de la tôle) et par les thermocouples
(température dans le bloc outil à différentes distances de l’interface de contact).
Fig. III.33: Températures mesurées par la fibre optique et par les thermocouples (500 N)
La première partie du graphique représente le refroidissement de la tôle au contact du bloc lors-
qu’aucune charge ne lui est appliquée. Ensuite le contact est réalisé entre le poinçon et la tôle sous une
précharge constante de 8 N. Ce contact est matérialisé sur la courbe par le premier changement de pente
observé. La charge n’est pas enregistrée par le logiciel interne de l’INSTRON dans ce laps de temps. Il y
a un temps de latence d’environ 3 s entre l’instant où le contact est réalisé entre la tôle et le poinçon et la
montée en charge effective, matérialisée par le deuxième changement de pente. La température de surface
de la tôle n’est plus accessible par le pyromètre en deça de 350 °C. La zone exploitable est d’autant plus
réduite que la montée et la stabilisation de la charge se réalise au bout de 5 s environ.
Calcul du flux
Compte tenu des différentes contraintes liées à l’expérimentation, l’ensemble des résultats qui seront
présentés dans la suite ne tiennent compte que de la fenêtre de mise en charge. Néanmoins pour le
calcul du flux et de la température en surface de l’outil, l’ensemble des points a été utilisé (zone de
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contact sans charge comprise) avec une fréquence de 25 Hz. Pour réaliser ce calcul, un programme de
résolution non linéaire développé par Tahar Loulou 2 et basée sur la méthode séquentielle de Beck [14] a
été utilisé. L’hypothèse d’unidimensionnalité du problème a été vérifiée en faisant varier la combinaison
de thermocouples utilisés dans le calcul du flux. Les résultats montrent (figure III.34) que le flux est
invariant quel que soit la combinaison des thermocouples utilisés pour réaliser son évaluation et donc
l’hypothèse du problème unidimensionnel est suffisante (NOTA : la légende "kode xy" correspond à la
combinaison des thermocouples x et y, c’est à dire pour kode 13, les thermocouples situés à 1 mm et à 20
mm de la surface sont utilisés dans le calcul).
Fig. III.34: Comparaison des flux calculés dans différentes combinaisons pour vérification de l’hypothèse d’unidi-
mensionnalité
La superposition des flux calculés quelque soit la combinaison de thermocouples justifie que l’hypothèse
1D était suffisante. Cependant, les méthodes inverses peuvent donner lieu à des incertitudes notamment
sur l’estimation du flux à l’interface à cause en outre des incertitudes sur les données du problèmes. Dour
et al. [34] ont proposé "une carte de pertinence" permettant de situer la qualité des résultats évalués
par cette méthode en fonction de la position du thermocouple de référence (e), du pas de temps (dt) du
nombre d’instants futurs (ntf) utilisés dans la méthode. Cette carte est divisée en différentes zones qui
situe la pertinence des résultats obtenues par la méthode inverse pour une combinaison des paramètres
pré-cités. Dans le cas qui nous concerne, e vaut 1 mm, la diffusivité du bloc outil est prise constante à
6.50 10−6m2s−1 dans la gamme de variation 100-180 °C. Le nombre d’instants futurs ntf a été pris égal à
3 (valeur permettant de minimiser le résidu sur les températures). La constante de temps caractéristique
(dans la zone exploitable, figure III.33, page 68) τ est à 0.5 s et la fréquence de 25 Hz. Ces valeurs
donnent une combinaison (e/
√
κτ ,dt/τ)= (0.55,0.08) qui nous placent dans la zone acceptable de la carte
de pertinence (figure III.35).
Il est possible d’évaluer l’incertitude sur le calcul du flux de température. Nous utilisons pour cela
la même méthode que celle developpée par Hamasaiid [46] qui donne l’incertitude relative à partir de
2LETEE, Université de Bretagne Sud
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Fig. III.35: Carte de pertinence, selon Dour et al. [34]
l’équation III.9 :
∆q
q
=
∆Tx38
Tx38
+
∆λx38
λx38
+
∆κ
κ
+
qmax
λx38 Tout
∆z (III.9)
dans laquelle Tx38 est la température dans le bloc en X38CrMoV5 à chaque instant, λx38 sa conducti-
vité, κ sa diffusivité, et dz la précision sur la position des thermocouples dans le capteur. La température
dans le bloc varie entre 30 et 180 °C. Dans cette gamme de température, la diffusivité peut être considérée
constante à 6.50 10−6m2s−1 et la conductivité à 26 Wm−1K−1. Pour ce qui est des incertitudes sur la
température, la conductivité et la diffusivité, les valeurs utilisées par Hamasaiid seront utilisées, soient 10
°C, 2 Wm−1K−1 et 0.1 10−6m2s−1. L’erreur relative sur la RTC est alors calculée à partir de l’équation
III.10 :
∆RTC
RTC
=
∆q
q
+
∆(Tout + Ttle)
Tout − Ttle
(III.10)
dans laquelle l’incertitude sur Ttle est liée à la mesure de température par le pyromètre. En fonction
du calibrage effectuée sur le corps noir, elle est évaluée à ± 10 °C. L’incertitude ∆Tout sur la température
du bloc évaluée par méthode inverse est liée à l’incertitude sur la densité de flux par l’équation III.11 :
∆(Tout =
∆q
q
Tout (III.11)
Partant de ces équations, l’erreur relative moyenne sur la densité de flux est de 7 % et l’erreur relative
moyenne sur la RTC est de 10%.
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Répétitivité des mesures
Les profils de température de la tôle sont dispersés, compte tenue des conditions techniques qui rendent
difficile la réalisation d’essais reproductibles. On constate néammoins que la charge contribue à faire
baisser rapidement la valeur de la RTC pour atteindre une valeur limite. La dispersion est matérialisée
par les profils d’écart de température tôle/outil, comme le montre la figure III.36, (b). Cette dispersion
se répercute aussi sur le calcul du flux et sur les valeurs initiales de RTC : l’essai présentant l’écart de
température initial plus important donne aussi la densité de flux la plus importante et la RTC la plus
importante, (figure III.36, (c) et (d))(d’autres résultats sont donnés en annexe D).
Fig. III.36: Résultats d’exploitation à 4500 N de charge
Influence du chargement
Indépendamment de la charge appliquée, le flux estimé est d’autant plus important que l’écart de
température tôle/outil est grand. Du fait de cette dispersion sur les essais, la comparaison des RTC
obtenues à différents chargements s’avère délicate. Le nombre relativement faible des essais exploitables
pour chaque charge ne permet pas de faire une statistique sur la distribution des résultats. Néammoins,
nous avons tenté une comparaison en ayant pour critère de considérer les essais dont l’écart de température
tôle/outil sont les plus proches possible (50 °C au maximum). Le graphique de la figure III.37 montre
un exemple de résultats que nous avons obtenus. Les profils de chargement montrent que l’établissement
de la charge se fait au bout de 1.5 s. Dans l’évolution des écarts de température tôle/outil on constate
que les écarts convergent tous à 200 °C. Dans l’estimation du flux (hormis à 1500 N), les résultats
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obtenus montrent une tendance similaire jusqu’à 1 s. Puis au delà on observe une superposition des
courbes de flux pour les différentes charges. Quand bien même la RTC est calculée à partir de l’écart de
température et du flux, les valeurs initiales de RTC (avant décroissance) ne suivent aucune une logique
d’évolution en fonction de la charge. Quelle que soit la charge, la RTC décroit rapidement et converge
vers 3× 10−4m2KW−1.
Fig. III.37: Comparaison des résultats d’exploitation à différentes charges
Influence du temps de contact
En observant les profils de charge, on constate que pour dégager une comparaison, nous devons nous
situer entre 0.5 et 1.5 s. Dans cet intervalle de temps, trois charges ont été isolées de façon à dégager
une tendance de variation de la RTC en fonction de la charge. Il s’agit des courbes correspondant à 500
N, 3000 N et 7500 N. La figure III.38 représente les évolutions de la RTC en fonction de la charge à
différents instants. Pour une charge donnée, on constate que la RTC diminue quand le temps de contact
augmente, ce qui est somme toute logique dans la mesure où l’écart de température tôle outil continue de
se réduire. Pour un instant donné, la tendance observée montre que la RTC diminue quand la pression
augmente. Quand on passe à un instant futur, la tendance observée est la même : la RTC décroit avec
un rythme identique et des niveaux plus bas.
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Fig. III.38: Evolution de la RTC en fonction de la charge à différents instants
Analyse des phénomènes observés
Les variations observées sont faibles au regard de la différence de chargement entre 500 N et 7500
N. En effet on constate qu’à un temps d’une seconde (figure III.38), l’écart de RTC entre 500 N et
7500 N représente 15 % de la valeur initiale (à 500 N). Cet écart peut sembler faible dans la mesure
où, contrairement aux essais sur le montage du LETEE, la tôle a de grandes déformations. Gardons
cependant à l’esprit que les essais du LETEE se déroulent dans des conditions techniques différentes (les
températures moyennes sont de l’ordre de 500 °C, les écarts de températures varient entre 40 et 100 °C
et les flux estimés sont 2 à 3 fois plus faibles). La grande déformation subie est liée à la géométrie du
contact (sphère/plan) et aussi aux contraintes d’assemblage capteur/bloc comme nous l’avons signalé
précedemment (figure III.31, page 67). Des relevés topographiques permettent de se rendre compte des
variations subies par la tôle sur la surface en contact avec le capteur (figure III.39) et aussi avec le poinçon
(figure III.40). Il est possible à partir de ces représentations de calculer les courbes de portance comme
précédemment (figure III.41).
Fig. III.39: Etat de surface avant et après 500 N de chargement, interface observée : côté bloc outil
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Fig. III.40: Etat de surface après 500 N de chargement, interface observée : côté poinçon
Fig. III.41: Courbes de portance comparées avant et après essai sur l’échantillon de tôle chargé à 500 N, face
inférieure
La hauteur du dôme formé évolue en fonction de la charge appliquée comme le montre la représentation
de trois profils obtenus à 500 N, 3000N et 7500N (figure III.42). La configuration de contact établie montre
que la surface du capteur dont le diamètre est de 12mm et celle du dôme formé sur la tôle ne se recouvrent
pas totalement.
Calcul de la pression de contact
Méthode Analytique, calcul de la pression de contact poinçon/tôle La géométrie de contact
pose aussi une autre difficulté qui est celle du calcul de la pression de contact poinçon/tôle. Compte tenu
de la géométrie sphère/plan, l’obtention de la pression apparente de contact n’est pas immédiate car la
section varie en fonction de la charge (figure III.43). Le calcul passe donc par des approximations (type
Hertz) qui sont d’autant plus complexes du fait des effets themo-mécaniques du problème (refroidissement
et charge mécanique).
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Fig. III.42: Hauteur du dôme en fonction de la charge, interface observée : côté bloc outil
Fig. III.43: Pronfondeur de l’empreinte du poinçon en fonction de la charge, interface observée : côté poinçon
La figure III.43 nous donne une première information sur la profondeur des empreintes. En supposant
un calcul de type plastique, on peut évaluer le rayon de contact à partir de la relation a2 = 2Rδ dans
laquelle R est le rayon du poinçon (62.5 mm) et δ est l’enfoncement. La détermination du rayon de
contact à partir des profils mesurés est délicate. Cependant, nous avons estimé les rayons de contact en
superposant le profil de courbure poinçon aux trois profils précédents mesurés comme le montre la figure
III.44.
Le rayon est estimé en déterminant l’abscisse à partir de laquelle les profils superposés "ne se re-
couvrent plus" (en tenant compte des décalages observés par rapport à l’axe des abscisses). En procédant
de la sorte, la comparaison des résultas du calcul aux valeurs estimées (tableau III.3) montrent que les
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Fig. III.44: Superposition des profils d’empreinte à celui du poinçon
Charge (N) Enfoncement (mm) Rayon (mm) - profil Rayon (mm) - calcul Hertz
500 0.056 2.5 2.65
3000 0.125 3.3 3.95
7500 0.25 5.2 5.59
Tab. III.3: Calculs des rayons de contact suivant les équation de Hertz
écarts observés sont faibles (de l’ordre de 5%).
En tenant compte de ces valeurs, la pression moyenne de contact poinçon/tôle est évaluée en consi-
dérant la relation P =
F
π a2
, soit des pressions équivalant à 24, 72 et 81 MPa pour les trois charges.
Cette pression est cependant évaluée entre le poinçon et la tôle et non entre l’outil et la tôle. Compte
de la délicatesse à évaluer la pression équivalente de côté là, nous avons effectué une simulation sous
ABAQUSTM .
Calcul numérique de la pression de contact tôle/outil : Nous considérons pour cela une tôle à
température initialement à 800 °C correspondant à la température losque la tôle est mise en contact avec
l’outil en X38CrMov5. Pour effectuer ce calcul, nous considérons une configuration axisymétrique dans
laquelle la tôle est déformée par un poinçon et un outil qui sont tous les deux rigides (figure III.45).
La simulation est réalisée en modélisant le contact avec des éléments de type CAX4T. On considère
que sur sa surface supérieure, la tôle a la possibilité de se refroidir uniquement par rayonnement dans l’air
ambiant à 21 °C et avec une émissivité de 0.8. Le contact a lieu durant 21 s. La tôle se refroidit pendant
7 s dans l’air. Elle est ensuite précontrainte pendant 4 s par un déplacement du poinçon (0.00125 mm).
La phase de chargement s’étend finalement sur 10 s. Le choix à priori d’une géométrie rigide pour l’outil
et la tôle nous a semblé être le choix le plus simple pour cette évaluation (la comparaison au calcul avec
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Fig. III.45: Configuration de simulation pour l’évaluation de la pression de contact
un outil déformable a montré qu’à 7500 N, les différences de pressions maximales peuvent atteindre
30 MPa, annexe E). Nous avons comparé dans le cadre de l’outil rigide, les profils de pression obtenus
pour les différentes charges identifiées (figure III.46).
Fig. III.46: Répartition de la pression de contact tôle / outil
En tenant compte des pressions maximales atteintes au niveau de l’axe, la valeur de la pression
moyenne est calculée en prenant les 2/3 de cette valeur. Ainsi les pressions moyennes de contact tôle /
outil sont respectivement de l’ordre de 44.69, 115.00 et 162.05MPa pour les charges de 500, 3000 et 7500
N. En partant de cette approximation il est possible de comparer les valeurs obtenues sur ce montage aux
résultats obtenus sur le montage du LETEE. D’une façon générale les valeurs obtenues sur le montage
de l’ICA-Albi sont supérieures à celles obtenues sur le montage du LETEE et ce, particulièrement dans
le cas du contact tôle/outil (figure III.47).
On a un facteur multiplicatif de 2 entre les deux situations considérées. On constate aussi que les
variations de RTC (changement de pente) sont beaucoup moins franches que sur le montage du LETEE
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Fig. III.47: Résultats de RTC comparés sur l’ensemble des montages
(La tendance observée sur les résultats ICA-Albi laissent deviner qu’avec des charges plus hautes on
pourrait encore faire chuter la RTC). Cependant il faut souligner que les essais se déroulent dans des
conditions qui ne sont pas scrupuleusement identiques tant dans la configuration de contact que dans
les régimes thermiques qui y sont mis à l’épreuve. De plus hormis l’épaisseur de la tôle qui est la même
(2.4 mm), les dimensions des surfaces sont différentes. En effet les échantillons de tôle dans l’essai ICA
- Albi ont une surface de 110×50 mm2 alors que pour l’essai LETEE la surface est de 7×7 mm2. De
même, souvenons nous que dans le cas du contact tôle/poinçon, la déformation de la tôle peut modifier les
échanges thermiques dans la zone de contact en introduisant une lame d’air. Néanmoins, cette comparaison
permet de situer les ordres de grandeur de RTC qu’on peut atteindre avec les matériaux étudiés.
III.5 Conclusions
Dans l’ensemble des essais effectués les résultats montrent que la RTC est influencée par la charge
de contact. En effet les essais été menés au LETEE sur les aciers 22MnB5 ont révélé une tendance de la
RTC à diminuer dans une gamme comprise entre 1.2 × 10−4 et 5.5× 10−5m2KW−1 quand la pression
augmente dans une gamme de pressions nominales comprises entre 4 et 80 MPa et des températures de
l’ordre de 500 °C. Une analyse détaillée du mode de calcul de la RTC a révélé que cette diminution est le
résultat d’une augmentation du flux traversant l’empilement des échantillons en contact entre les poinçons
lorsque l’écart de température est maintenu constant. Les résultats obtenus en analysant des interfaces de
contact ainsi que la méthode d’expérimentation ne permettent pas cependant d’établir la corrélation entre
la RTC et l’aire réelle de contact. De fait, les interfaces qui ont interessé l’etude (tôle/tôle ou tôle/outil)
n’ont subi que très peu d’évolution entre les deux états observés, en l’occurence l’état non chargé et après
une charge de 4000 N (l’attention est attirée sur le fait que ces interfaces ne subissaient pas directement
la charge du poinçon. Dans la mesure où l’interface tôle/poinçon ne constituait pas l’objet de l’étude,
l’accent n’y a pas été porté). Les contraintes techniques liées au montage ne permettaient cependant pas
de monter plus haut en charge ni de pouvoir réaliser des mesures d’état de surface intermédiaires. De
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même, dans le contact entre la tôle et l’outil, l’influence de l’état de surface de la tôle sur la valeur de la
RTC a été très peu marquée. Les valeurs obtenues s’échelonnent entre 5.8×10−5 et 2.5×10−4m2KW−1.
Le ratio de valeurs de rugosité quadratique moyenne (6 entre l’état rectifié et l’état poli) n’a pas suffi a
mettre en évidence une grande influence de ce paramètre. Si la technique nous l’avait permise, une autre
exploitation aurait pu être faite du poinçon de chargement. En effet, l’utilisation du cuivre repondait
à des contraintes de conduction de la chaleur à travers l’empilement des échantillons. L’utilisation d’un
matériau tout aussi conducteur, mais plus rigide (type matériau d’outil) aurait par exemple permis de
palier à ce problème d’interface en imprimant directement l’état de surface désiré sur la face du poinçon
en contactavec la tôle.
La tendance observée sur le montage de l’ICA-Albi montre aussi une dimunition de la RTC quand
la pression augmente. les matériaux utilisés sont du même type que précédemment dans des conditions
thermiques et mécaniques différentes (régime transitoire et charge allant jusqu’à 7500 N). Cependant
l’effet de la pression est beaucoup plus difficile à dégager. La rapidité des phénomènes de transfert ainsi
que les protocoles d’expérimentation sont en partie à l’origine des difficultés à reproduire à l’identique
des essais peu nombreux. De plus l’indépendance des chaines d’acquisition (charge et température) ont
donné un caractère encore plus complexe à la reproductibilité des essais. Le caractère transitoire de l’essai
a permis quand bien même de noter que l’effet d’un accroissement de charge se traduit par une chute
en valeur de la RTC, via le changement de vitesse de refroidissement de la tôle. En plus du caractère
transitoire de l’expérimentation, la limitation de lecture en température (pyromètre) n’a pas permis
d’observer les effets de la charge sur des périodes de refroidissement plus longues. On a constaté un
tassement des courbes de RTC au delà de la période de mise en charge de la tôle. Ce qui complique
d’autant plus la mise en évidence de l’effet de la charge. Néanmoins une tendance se dégage : la RTC
diminue quand la pression (ou la charge) augmente. Les valeurs obtenues s’échelonnent entre 3.4× 10−4
et 2.8× 10−4m2KW−1 pour des charges allant de 500 à 7500 N.
Les mesures d’état topographique ont revelé de grandes déformations subies par la tôle dans cette
configuration,déformations qui peuvent être source de macroconstriction et d’accroissement de la résis-
tance de contact. Comme précédemment les interfaces de contact et d’évaluation de la RTC ne sont
pas celle qui subissent directement l’effet de la charge. Toutefois une comparaison des résultats obtenus
permet de situer les ordres de grandeurs de RTC accessibles pour les matériaux que nous avons étudiés.
Une évolution possible de ce montage consisterait à avoir une configuration de contact plus simple (type
plan / plan) avec un poinçon à surface plane qui pourrait être lui aussi instrumenté.
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Chapitre IV. Modélisation & Simulation
Comme il a déjà été décrit dans le chapitre II (section II.1,12), l’aire de contact revêt une part
importante dans la modélisation de la RTC. Cette partie de notre travail s’attelle à la description de la
mise en œuvre d’un algorithme de contact et à son application à une surface réelle. L’objet de l’algorithme
est de prévoir l’évolution de l’aire réelle de contact à partir d’un état de surface initial. Il y est décrit le
comportement rhéologique des aspérités sous chargement et leur contribution individuelle à l’évaluation de
l’aire réelle de contact totale, servant de base à la modélisation de la RTC. Dans la démarche, la simulation
numérique sert de support de comparaison avec l’algorithme dans la mesure où les modèles numériques
permettent de simuler l’écrasement "réel" des aspérités. L’autre aspect de la simulation numérique rend
compte de la comparaison des données expérimentales de la RTC avec le modèle de RTC mis en place.
IV.1 Contact mécanique microscopique
Dans notre démarche, la première étape se focalise sur une partie constitutive de la surface, c’est à
dire le profil. En effet l’algorithme est défini à partir d’un profil, puis adaptée au cas d’une surface en la
considérant comme une collection de plusieurs profils interpolés.
IV.1.1 Approche de calcul sur un profil
Définition du modèle de contact
Le contact est étudié entre une surface rugueuse (désignée par le profil) et un plan lisse rigide dont
l’action est simulée par des "lignes de coupe à différentes profondeurs" (figure IV.1). Nota : la terminologie
de lignes de coupe est à associer aux positions successives du plan rigide dues à son déplacement lorsqu’il
écrase la surface rugueuse.
Fig. IV.1: Mode d’action du plan : lignes de coupe à différentes profondeurs
Pour chaque ligne de coupe, il s’agit de définir la longueur de contact totale du plan avec la sur-
face rugueuse. Les aspérités de la surface rugueuse subissent différents modes de déformation (élastique,
plastique et élasto-plastique) qui dépendent de la limite élastique (Rpe) du matériau le plus mou et du
module d’Young équivalent(E) qui est défini à partir de l’équation :
1
E
=
1− ν21
E1
+
1− ν22
E2
(IV.1)
Dans cette équation, νi et Ei sont respectivement le coefficient de Poisson et le module d’Young
associés à chacune des surfaces. Dans le contact, on considère qu’il n’y a pas de frottement à l’interface
et qu’il n’y a pas d’écoulement de matière dû à la déformation plastique des aspérités.
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Description de l’algorithme de calcul sous MATLAB
Le point de départ consiste en l’acquisition de l’état de surface initial. Cette mesure est réalisée à
partir du logiciel ALTISURF installé sur le rugosimètre en utilisant une méthode de mesure sans contact
(luminoscopie confocale à champ proche). Lors de l’acquisition, la résolution suivant l’axe z (altitude) est
imposée par le type de sonde utilisée (sonde de 350µm, résolution en z de 2.6 nm). Le pas de mesure en
x et en y est laissé au choix de l’utilisateur. Nous représentons un exemple d’acquisition à partir d’une
surface de 22MnB5 (figure IV.2).
Fig. IV.2: Acquisition d’une surface pour un pas en x et en y de 20 µm
Une fois la surface acquise, on extrait un profil dans le plan (x,z) comme défini sur la figure IV.3.
Fig. IV.3: Exemple de profil extrait dans le plan (x,z) à la position y=0
Il est possible aussi lors de l’acquisition directement de ne mesurer qu’un profil. En effet la recons-
titution en 3D de la surface se fait à partir d’une série de profils. Ainsi la démarche proposée répond
à une préoccupation qui est celle de pouvoir passer de l’étude sur un profil à une extension en 3D. La
conversion du profil en une série de points est ensuite opérée par un post traitement à partir du logiciel
MATLABTM . Différentes étapes de calcul sont ensuite effectuées sous MATLABTM :
1. Définition de l’aspérité
2. Calcul du rayon au sommet de chaque aspérité (ρ)
3. Définition de l’interférence de chaque aspérité avec le plan rigide (δ)
4. Détermination de la longueur de contact (LC)
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Définition de l’aspérité : La définition proposée est identique à celle donnée par Greenwood et
Williamson [43] c’est-à-dire "un point d’altitude plus élevée que ses plus proches voisins". Le profil initial
extrait est un ensemble de points représentés par leurs coordonnées rectangulaires (x,z ). Les aspérités
sont donc définies chacune en 3 points, c’est à dire un pic et deux vallées comme le montre la figure IV.4.
Fig. IV.4: Définition de l’aspérité
Pour réaliser ce tri, on s’appuie sur une définition mathématique simple qui s’apparente à une dérivée
comme le définissent les équations IV.2 :


dz
dx
∣∣
droite
> 0 et
dz
dx
∣∣
gauche
< 0 , M(x, z) = pic
dz
dx
∣∣
droite
< 0 et
dz
dx
∣∣
gauche
> 0 , M(x, z) = valle´e
(IV.2)
En fonction du pas de mesure en x le nombre de points situés entre les vallées et le pic peut varier.
Il s’agit donc à travers cette définition de supprimer ces points intermédiaires pour ne garder que les
principaux. Une illustration de cette définition est donnée en figure IV.5.
Fig. IV.5: Illustrastion de la définition de l’aspérité à partir d’un profil simulé
Le profil initial (tel qu’il serait mesuré, ici en l’occurrence nous utilisons un profil sinusoïdal) est représenté
par la courbe de point et de tiret en rouge. En bleu est représenté le profil calculé à partir de la définition des
aspérités.
Calcul du rayon de chaque aspérité : Pour calculer le rayon de courbure, on suppose que les trois
points qui définissent l’aspérité, sont reliés par une fonction polynôme f de second degré définie par les
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équations IV.3 :


f(x) = a x2 + b x+ c
f (xpic) = zpic
f (xvalle´e) = zvalle´e
(IV.3)
dans lesquelles chacunes (xpic,zpic) et (xvalle´e, zvalle´e) sont respectivement les coordonnées du pic et
des vallées (chacune des deux vallées respectant la même équation). Ensuite la courbure au sommet est
définie par l’équation IV.4 :
ρ =
(
1 + (f ′ (xpic))
2
)3/2
f” (xpic)
(IV.4)
Définition de l’interférence de chaque aspérité avec le plan rigide : L’interférence sert de base
à la définition du mode de déformation de chaque aspérité, sous l’action du plan rigide (théoriquement
soumis à une charge normale F). Dans notre approche, l’action du plan est pilotée par des déplacements
imposés. Ces déplacements sont matérialisés par des lignes de coupes horizontales à différentes profondeurs
qui tronquent les aspérités. Pour chaque profondeur, l’interférence est définie par la différence d’altitude
entre le pic de l’aspérité et la ligne de coupe (figure IV.6).
Fig. IV.6: Interférence de l’aspérité avec le plan
Pour une aspérité, l’interférence est définie comme la différence entre l’altitude (position) relative du
plan par rapport au profil et celle du pic de l’aspérité considérée. Elle est donnée par l’équation IV.5 :
δ = Zplan − Zpic (IV.5)
On considère donc qu’une aspérité sera en contact avec le plan si et seulement si l’altitude de son
pic est supérieure ou égale à celle du plan. Il convient de noter que lorsque’on considère une succession
d’aspérités sur un profil, le creux le plus bas est pris comme l’origine des altitudes.
Détermination de la longueur de contact La longueur de contact est déterminée pour chaque
aspérité en fonction de son mode de déformation. Pour définir le mode de déformation, l’interférence
courante δ (calculée à partir d’une profondeur de plan donnée) est comparée à deux interférences critiques
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qui définissent le spectre de déformation. La démarche utilisée est la même que celle proposée par les
auteurs tels que Robbe-Valloire [95]. Ainsi les deux interférences critiques élastique et élasto plastique
sont définies sur la base des travaux de Johnson. Pour calculer l’interférence critique élastique, nous nous
basons sur la définition de la force critique en élasticité Fe, donnée par Johnson [57] sous la forme des
équations IV.6 :


Fe =
π3 ρ2
6E2
(1.67Rpe)
3
δe =
(
9F 2e
16ρE2
)1/3
δe = 6.88 ρ
(
Rpe
E
)2 (IV.6)
L’interférence élasto-plastique définit le début du domaine totalement plastique. Le calcul de cette
interférence est basée sur la définition de la force critique à plasticité Fp, qui selon Johnson [57], doit être
égale à 400 fois la force critique en élasticité Fe. Lorsque la plasticité totale est atteinte, la pression de
contact est égale à la dureté du matériau plus mou, soit 3 fois la limite élastique [95]. En se basant sur
ces hypothèses, on définit les équations IV.7 :


Fp
Fe
= 0.043
FpE
2
ρ2R3pe
Fp = 6πδRpe
δep = 510.75 ρ
(
Rpe
E
)2 (IV.7)
Une fois que ces deux interférences sont définies, la longueur de contact est calculée à partir des
formules utilisées des auteurs tels que Chang et al. [21] et Robbe-Valloire et al. [95]. La demie longueur
de contact a est définie en fonction du mode de déformation par les équations IV.8 :


Elasticite δ < δe a
2
e = ρδ
Elasto− plasticite δep < δ < δe a2ep = ρ (2δ − δe)
Plasticite δ > δep a
2
p = 2ρδ
(IV.8)
dans lesquelles ae et ap sont proposées par Johnson [57] et aep est l’expression utilisée par Robbe-
Valloire et al. [95]. Pour récapituler, chaque déplacement du plan rigide est représenté par une ligne
horizontale par rapport à la surface rugueuse (figure IV.7). Et à chaque déplacement correspond un
nombre d’aspérités en contact avec le plan rigide selon le mode d’interaction (élastique, plastique ou
élasto-plastique) (figure IV.8).
On évalue ensuite la longueur totale et la pression de contact. La longueur de totale de contact est
alors définie par l’équation IV.9 :
LC = 2
N∑
i=1
aj (IV.9)
Avec N désignant le nombre d’aspérités tronquées à une position de plan donnée. Nous calculons aussi
la pression de contact en se basant sur les définitions données par Johnson [57] et Robbe-Valloire [95] à
partir des équations IV.10) :
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Fig. IV.7: Effet du déplacement du plan sur le profil
Fig. IV.8: Évolution du nombre de points de contact en fonction du mode d’interaction


Elasticite Pe =
4
3πE
√
δ
ρ
Elasto− plasticite Pep =
2
3
Rpe
(
1.80 + ln
(
aepE
3ρRpe
))
Plasticite Pp = 3Rpe
(IV.10)
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La pression est ainsi calculée individuellement sur chacune des aspérités en fonction de son mode de
déformation. Pour estimer la pression moyenne P , on évalue la force résultante F pour l’ensemble des
aspérités. Puis on rapporte cette grandeur à l’aire totale des aspérités A en contact avec le plan. On
résume ces différentes grandeurs à partir des équations IV.11 :


F =
∑
Piπa
2
i
A =
∑
πa2i
P =
F
A
(IV.11)
Comme nous l’avions déjà mentionné, ce mode opératoire suppose qu’il n’y a aucun écoulement de
matière au niveau des aspérités. Il était donc important de voir dans quelle mesure cette hypothèse
peut influencer le résultat final en terme de longueur de contact. Pour ce faire, nous allons procéder à
une comparaison du calcul MATLABTM au cas d’une simulation par éléments finis sous ABAQUSTM .
L’intérêt de cette simulation est de pouvoir réaliser l’écrasement des aspérités avec la prise en compte de
l’écoulement des aspérités.
Application à une surface test et comparaison à une simulation ABAQUSTM
Définition de la configuration de surface : Dans cette partie, nous avons comparé les résultats
du modèle de calcul MATLABTM à une simulation de contact sous le logiciel ABAQUSTM . Nous avons
pour cela utilisé deux cas de simulation qui représentent un ensemble de plusieurs aspérités (10 au total)
sur une surface. Un comportement de type élastique parfaitement plastique est associé aux aspérités. Les
conditions de simulations du modèle sont résumées dans le tableau IV.1.
Configurations Configuration 1 / Configuration 2
Description 10 aspérités identiques / 10 aspérités différentes
Propriétés ν=0.3, E=115 GPa, Rpe = 494MPa
Interaction plan / aspérités contact collant (aucun glissement au contact)
Type d’analyse Statique
Type élément CPS3 : éléments à 3 nœuds en contraintes planes
Conditions limites base encastrée : Ux=0 ; Uy=0 ; Rotz=0
Déplacement plan 0.8 mm
Tab. IV.1: Caractéristiques du modèle de simulation sous ABAQUSTM
L’objectif de ces modèles est de simuler l’écrasement des aspérités avec pour avantage de tenir compte
de leur possibilité d’écoulement plastique (ce que ne permet pas le calcul sous MATLABTM ). Nous
avons dans ce cadre défini un certain de nombres de conditions afin de rester le plus proche possible
du calcul MATLABTM . L’ensemble de ces conditions est récapitulé dans le tableau IV.1. On donne
schématiquement la représentation des configurations qui ont été utilisées dans la simulation ABAQUSTM
(figure IV.9).
Remarque : la forme donnée aux aspérités est faite à dessein dans la mesure où dans le cas du calcul
MATLAB, on suppose que les 3 points définissant chaque aspérités peuvent être reliés par une parabole.
Il est à noter que les dimensions ne sont pas de l’ordre de la microgéométrie. En effet compte tenu de
l’échelle d’observation des aspérités (µm), il était difficile de représenter les aspérités sous ABAQUS avec
l’anamorphose généralement observée sur les profils mesurés.
La procédure de comparaison consiste ensuite à définir dans MATLABTM les points remarquables de
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Fig. IV.9: Configurations de contact utilisées pour la simulation sous ABAQUSTM
la surface. Ces points constituent les pics et les creux des aspérités de la surface. Ensuite le déplacement
imposé au plan rigide est traduit dans MATLABTM par des plans de coupes à différentes positions.
Ensuite on compare les longueurs de contact et les efforts de contact donnés. Pour ramener ces différentes
grandeurs à des nombres sans dimensions, elles seront rapportées à des valeurs caractéristiques et leur
évolution sera donné en fonction du ratio entre le déplacement du plan rigide et la hauteur maximale
(ZMAX). Les rapports exprimés seront :
– LCONTACT/LP : la longueur de contact rapportée à la longueur de profil (longueur adimensionnée)
– P/Rpe : la pression de contact rapportée à la limite élastique (pression adimensionnée)
Comparaison des longueurs et pressions de contact MATLABTM/ABAQUSTM : La figure
IV.10 représentent les longueurs de contact adimensionnées (LCONTACT /LPROFIL) et les pressions de
contact adimensionnées (P/Rpe) en fonction du déplacement du plan rigide adimensionné en échelle
logarithmique dans la première configuration.
Dans le cas de la longueur de contact adimensionnée (figure IV.10,(a)), les deux profils d’évolution
sont similaires et les valeurs obtenues dans le cas du calcul MATLABTM sont plus importantes de 11 %
par rapport à la simulation ABAQUSTM . L’écoulement de matière dans la simulation ABAQUSTM ainsi
que la condition de contact collant imposée à l’interface plan rigide/surface rugueuse, pourrait expliquer
cet écart.
Dans le cas des pressions de contact adimensionnées (figure IV.10,(b)), le calcul MATLABTM montre
que la pression de contact est pratiquement tout le temps égale à 3×Rpe. En effet, la forme des aspérités
favorise une défomation plastique à leur sommet dès le début du contact. Cet état de fait entraine une
pression de contact imposée à 3×Rpe en se basant sur la même approche que celle de Robbe-Valloire [95].
Au niveau de la simulation ABAQUSTM , la pression est évaluée à chaque noeud de la surface (méthode
des éléments finis). Les résultats de la simulation ABAQUSTM ont montré qu’en considérant une aspérité,
la pression de contact en ses nœuds n’est pas uniforme (figure IV.11). De fait, sur le profil, elle est évaluée
en considérant la force totale rapportée à l’aire totale de contact. Ainsi, le calcul montre qu’elle augmente
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progressivement et tend vers une valeur moyenne autour de 1.73 × Rpe qui est 42 % inférieure à celle
calculée par MATLABTM .
Fig. IV.10: Comparaison des longueurs et des pressions de contact adimensionnées, configuration 1
La figure IV.12 représente les mêmes grandeurs dans le cas de la deuxième configuration. Les profils des
longueurs de contact adimensionnées (figure IV.12, (a)) montrent toujours des valeurs plus importantes
dans le calcul MATLAB. Les évolutions se font en plusieurs phases qui peuvent être reliées au nombre
d’aspérités entrant en contact avec le plan rigide. L’écart moyen observé sur les longueurs de contact
adimensionnés est du même ordre de grandeur que précédemment soit 11 %.
Dans le cas de la pression, le calcul MATLABTM reste inchangé par rapport à la situation de la
configuration 1. La simulation ABAQUSTM montre une progression différente par rapport à celle de
la configuration 1 : elle augmente plus lentement jusqu’à une valeur correspondant à 1.76 × Rpe. Cette
évolution peut être liée au fait que le nombre d’aspérités écrasées augmente quand le plan se déplace. De
plus contrairement à la configuration 1, des aspérités voisines n’ont pas la même conformation.
Remarque : Dans le même ordre d’idée nous avons calculé la force résultante. Dans les deux confi-
gurations, on constate que comme pour la pression, les valeurs données par MATLABTM sont plus im-
portantes que dans la simulation ABAQUSTM avec un écart moyen avoisinant 50 %. Les résultas sont
donnés en annexe F.
D’une façon générale, la comparaison du calcul MATLABTM avec la simulation ABAQUSTM montrent
au niveau de la longueur de contact que la tendance est satisfaisante. Sur le calcul de la pression de contact,
la prédiction est moins bonne. La simulation ABAQUSTM donne en moyenne des valeurs qui sont 42
% inférieures aux valeurs données par MATLABTM . Une tentative de correction a été envisagée en pre-
nant en compte une expression modifiée de la dureté dans le cadre de la plasticité selon le modèle de
Jackson et Green [50]. Les résultats présentés en annexe (F) ne sont pas très concluants en terme de
prédiction mais permettent de réduire néanmoins l’écart entre MATLABTM et ABAQUSTM . Dans une
moindre mesure, le critère de plasticité imposé pour la pression de contact étant surestimé, nous tenons
compte dans la suite d’un facteur correctif multiplicatif de 1.8 (au lieu de 3) pour la limite d’élasticité
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Fig. IV.11: Zone définissant la pression de contact aux nœuds (CPRESS) sur une aspérité, configuration 1
Fig. IV.12: Comparaison des longueurs et des pressions de contact dans la configuration 2
Rpe. Ainsi lorsque l’aspérité est en déformation plastique, la pression de contact est calculée par l’équation
Pp = 1.8Rpe (IV.12)
Remarque : L’objet de la comparaison était dans un premier temps de confronter les longueurs de
contact sur un cas de figure simple. L’idée d’utiliser une représentation en 2D (et non en 3D) sous
ABAQUSTM est venue du fait que le calcul sous MATLABTM procède par extraction des points mesurés
sur un profil. Il s’agissait donc d’avoir deux représentations les plus proches possibles sous MATLABTM
et sous ABAQUSTM . De plus, il apparaissait moins aisé de représenter une surface aléatoire sous
ABAQUSTM(position des pics et des creux). Cependant, l’inconvénient dans cette comparaison est le
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fait qu’ABAQUSTM est utilisé comme une boîte noire, tandis que les formules de calcul sont identifiées
sous MATLABTM .
Application à un profil mesuré sur une surface de tôle 22MnB5
L’algorithme a été appliqué sur un profil mesuré sur une tôle (acier 22MnB5) avec 3 valeurs de pas en
x : 5, 10 et 20 µm. Pour une même longueur mesurée, le pas influence le nombre de points et d’aspérités.
Ainsi à 5 µm, 63 aspérités sont définies contre 25 à 10 µm et 13 à 20 µm. Dans chacun des cas, le profil
calculé est fidèle au profil initialement mesuré (figure IV.13, figure IV.14 et figure IV.15).
Fig. IV.13: Comparaison des profils mesuré et calculé à un pas de 5 µm
L’allure générale du profil est conservée d’un pas à l’autre, mais la taille et le nombre des aspérités
évoluent (en filtrant les profils bruts en profils d’ondulation et de rugosité, on constate que l’ondulation
est la même quel que soit le pas et seule diffère la micro-rugosité. On pourra se référer à l’annexe G).
L’objectif dans ce qui suivra est d’évaluer l’influence du pas sur des grandeurs telles que la longueur de
contact et de la force de contact.
Comparaison des longueurs de contact : On représente sur la figure IV.16 l’évolution des longueurs
de contact adimensionnées pour les trois pas choisis. La tendance observée est la même quel que soit le pas :
la longueur de contact augmente quand le déplacement du plan rigide s’accroit. On constate cependant
que les valeurs obtenues à 5 µm sont légèrement plus importantes qu’à 10 et 20 µm (figure IV.16).
En effet la taille et le nombre des aspérités diffèrent quand on passe d’un pas à l’autre. Au début du
déplacement les points de contact sont plus petits et plus nombreux à 5 qu’à 10 ou 20 µm. L’évolution du
nombre de points de contact en fonction du déplacement permet de le constater : la majorité des points
de contact sont en plasticité (figure IV.17).
Comparaison des forces : Nous avons considéré que la longueur dans la direction transverse est
égale à l’unité. Ainsi en comparant la force en fonction du déplacement, la figure IV.18 montre comparées
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Fig. IV.14: Comparaison des profils mesuré et calculé à un pas de 10 µm
Fig. IV.15: Comparaison des profils mesuré et calculé à une résolution de 20 µm
montre une similarité des évolutions entre 10 ou 20 µm et des valeurs plus faibles à 5 µm compte tenu
de la plus petite taille des aspérités.
Les résultats obtenus sur ces comparaisons montrent que même si l’influence de la résolution existe,
elle reste néanmoins faible au regard des longueurs de contact. On peut donc supposer qu’en ce qui
concerne la RTC, l’ondulation pourra dominer la micro-rugosité. De fait, si tel était le cas la conséquence
serait qu’il alors pas nécessaire de travailler à de très faibles pas (5 µm par exemple). Nous y reviendrons
dans la partie qui concerne plus typiquement le calcul de la RTC.
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Fig. IV.16: Comparaison des longueurs de contact calculées pour les différents pas
Fig. IV.17: Evolution du nombre de points de contact pour les différents pas
IV.1.2 Approche de calcul sur une surface
L’approche sur une surface consiste à étendre le cas du profil. Lors de l’acquisition, on réalise une
série de mesures de différents profils régulièrement espacés par un pas suivant l’axe y. La représentation
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Fig. IV.18: Comparaison des efforts de contact calculées pour les différentes résolutions
de la surface est obtenue par une interpolation de ses différents profils (figure IV.19) (l’aspect final de la
surface peut éventuellement varier en fonction du pas choisi en x et en y).
Fig. IV.19: Passage du profil à la surface
Evaluation de l’aire réelle de contact, passage du profil à la surface
L’objectif de l’approche est de déterminer l’aire totale sur l’ensemble de la surface. Pour ce calcul
on considère, dans un premier temps, que chacun des profils de la surface est pris séparément (approche
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multi-profils). En considérant le profil, le calcul permet de remonter à la longueur de contact d’une
aspérité avec la ligne de coupe. La proximité des autres profils contraint à définir non plus une longueur
de contact mais une aire pour chaque aspérité par profil. La difficulté dans ce cas de figure est de ne plus
considérer le profil isolé mais comme un élément intégrant un ensemble de profils. Une telle démarche
impose qu’il faille prendre en compte aussi le pas suivant la direction transverse (y) dans la définition de
la forme géométrique de l’aire générée par chaque aspérité dans le plan (x,y). L’hypothèse de départ [95]
(figure IV.20) consiste à définir une forme circulaire, dont le diamètre est calculé par l’approche sur un
profil.
Fig. IV.20: Forme géométrique de l’aire générée par une aspérité
Le calcul dans le cas d’une aire de forme circulaire pose cependant des difficultés. En effet la longueur de
contact (calculée en approche par profil) et qui définit le diamètre de la forme circulaire peut rapidement
dépasser la valeur du pas défini en y. Ce dépassement s’est traduit par une surestimation de l’aire totale
pouvant s’expliquer par un chevauchement des aires entre aspérités de profils voisins, comme le décrit
schématiquement la figure IV.21.
Fig. IV.21: Représentation dans le plan (x,y) du recouvrement des aires
Pour contourner cette difficulté, pour chaque aspérité nous tenons compte de ses voisines sur les
profils mitoyens dans le calcul de l’aire de contact. Dans un premier temps, la solution consiste à limiter
l’expansion de chaque aire en tenant compte du pas en y (pasY ). On considère que la longueur de contact
a ne peut dépasser la moitié du pas en y. Elle doit satisfaire l’équation (eq. IV.13) :
a < 0.5pasY (IV.13)
En tenant compte cette limitation, tant que a < 0.5 pasY , l’aire de contact vaut A = π a2. Pour
rappel, le rayon de contact évolue à chaque position du plan rigide par rapport à la surface. Ainsi, lorsque
le rayon de contact satisfait à la condition a > pasY , le recouvrement peut se produire entre les aspérités
sur deux profils voisins comme représenté sur la figure IV.22.
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Fig. IV.22: Représentation dans le plan (x,y) du recouvrement des aires pour deux aspérités
La condition a < pasY étant imposée, l’aire de contact pour une aspérité ne pourra pas excéder
A = π pas2Y , ce qui limite aussi l’évolution de l’aire totale de contact en fonction du déplacement du
plan rigide. On considère donc dans un second temps, que l’aire de contact d’une aspérité peut continuer
à croître en changeant de forme géométrique. Plus précisément, lorsque le rayon de contact satisfait la
condition a > pasY , la zone de contact devient une ellipse dont le petit axe est égal au pasY et le grand
axe est égal à a et l’aire de contact devient A = π a pasY (figure IV.23).
Fig. IV.23: Evolution de la forme de l’aire de contact en fonction de la dimension du rayon de contact
Remarque : Pour un déplacement maximal du plan rigide, la limite théorique de l’aire totale de contact
correspondrait à 100% de l’aire nominale. Des tests sur une surface nominale de 1 mm2 ont montré que
pour un déplacement maximal du plan rigide, l’aire totale de contact atteint au maximum 30 % de l’aire
nominale si la forme de l’aire se limite à un cercle, contre 90% dans l’hypothèse où l’aire peut se déformer
sous forme d’ellipse pour a > pasY (figure IV.24).
Ensuite l’aire totale de contact (en fonction de la profondeur de coupe du plan) est une contribution
de chacune des aspérités sur l’ensemble de tous les profils et est calculée par l’équation IV.14 :
Acontact =
∑
profils
∑
asperites
Aasperites (IV.14)
IV.1.3 Application à une surface de 22MnB5
Le calcul est effectué en faisant une approche multi-profils : une sommation est réalisée sur l’ensemble
des profils définissant la surface en prenant en compte la contrainte définie par le pas en y. Le calcul est
donc réalisé autant de fois qu’il y a de profils. Nous représentons l’évolution du ratio aire de contact /
aire nominale en fonction du déplacement du plan rigide pour les 3 pas (figure IV.25).
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Fig. IV.24: Influence de l’hypothèse de forme sur l’évolution de l’aire totale de contact
Fig. IV.25: Comparaison des aires de contact calculées pour les différents pas
La principale distinction se fait au tout début du contact et progressivement le ratio se rapproche
de l’unité quel que soit le pas. Les évolutions observées pour les pas de 10 et 20 µm sont similaires
comparativement au cas de 5 µm. Cette observation peut être reliée à la taille des aspérités définies
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pour chaque pas. La difficulté à faire une comparaison objective vient du fait qu’il n’y a pas de pas type
pouvant servir de référence.
La force résultante est aussi calculée. La figure IV.26 représente l’évolution de la force adimensionnée en
fonction du déplacement du plan rigide. Nous constatons que comme précédemment la réponse mécanique
de la surface est liée à l’échelle à laquelle on la calcule. Au début du contact, les valeurs calculées sont
d’autant plus grandes que le pas est grand. Les aspérités étant de plus grande taille à 20 µm qu’à 5 µm,
l’effort nécessaire à l’écrasement s’en fait ressentir.
Fig. IV.26: Comparaison des force de contact calculées pour les différents pas
Les différences s’estompent progressivement quand le déplacement augmente. On constate que les
valeurs calculées à 10 et 20 µm se superposent plus rapidement au delà d’un déplacement égal à 0.1
fois l’altitude maximale, en raison de la ressemblance des profils obtenus à ces pas. Au fur et à me-
sure du déplacement, la petite taille des aspérités définies à 5 µm est compensée par leur plus grand
nombre. Losrqu’on atteint un déplacement du plan rigide égale 0.3 ×ZMAX), les différences de valeurs
sont faibles(figure IV.26). On constate en effet, qu’en représentant l’évolution de l’aire en fonction de
l’effort, les courbes obtenues pour les différents pas se superposent (figure IV.27).
IV.1.4 Conclusions sur le modèle mécanique
Dans le modèle de contact décrit, chaque aspérité est prise dans sa particularité (limite de déformation,
rayon,etc.). Sur un profil, la comparaison entre le calcul MATLABTM et la simulation ABAQUSTM
montre que les longueurs de contact évoluent selon la même tendance, mais avec un écart d’environ 11 %.
Le critère initial de plasticité imposé, a conduit à une surestimation de la pression de contact d’environ de
42 % dans le calcul MATLABTM par rapport à la simulation ABAQUSTM . Il a été corrigé pour réduire
l’écart avec la simulation en première approximation.
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Fig. IV.27: Evolution comparée des aires de contact en fonction de la force pour les différentes résolutions
Le pas de mesure d’un profil impacte directement la définition des aspérités avec une influence rela-
tivement faible sur le calcul des longueurs de contact. Sur l’effort, l’influence du pas est perceptible en
début de contact où les plus grandes valeurs sont calculées à 20 µm en raison de la taille des aspérités.
Cependant l’effet de taille à 20 µm est progressivement compensé par le nombre des aspérités obtenues
à 5 µm, conduisant à réduire l’écart observé sur les valeurs d’effort.
Pour passer du profil à la surface, il a été nécessaire de tenir compte du pas en y dans le calcul de
l’aire totale de contact. Fort de cette contrainte et de la juxtaposition de profils qu’elle entraine, nous
avons considéré une approche de calcul profil par profil. Dans cette approche, la forme de l’aire de chaque
aspérité a été décrite par un cercle évoluant progressivement vers une ellipse. Le calcul de l’aire totale et
de l’effort de contact montre une certaine sensibilité au pas au début du contact, mais avec des écarts qui
s’estompent progressivement quand le déplacement du plan augmente. Bien évidemment, cette démarche
peut montrer des limites avec la multiplication des profils qui pourrait directement affecter le temps de
calcul. Cependant avec les résultats obtenus, des possibilités d’évolution de l’algorithme de pourraient
être envisagées. Par exemple dans la définition et la gestion des aspérités (surtout de petites tailles) quel
que soit le pas et dans la définition du critère de plasticité aux faibles déplacement.
Comme nous l’avons vu, la littérature fait état de plusieurs modèles de RTC, tous ayant pour point
commun une approche mécanique servant de socle à la modélisation de la RTC. Ainsi, l’approche méca-
nique que nous avons mise en place, permet de prédire l’aire réelle de contact et de la relier à la pression
de contact. Cette approche doit être donc couplée à un modèle de RTC, couplage à travers lequel, il s’agit
de définir un lien entre la RTC et la pression, en se basant sur la relation entre la RTC et l’aire réelle de
contact. Cette étape fera l’objet de la section qui suit.
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IV.2 Intégration du modèle de contact mécanique à un modèle
de RTC
Il s’agit dans cette partie de faire le passage de l’aire réelle de contact à la RTC (ou conductance).
Pour rappel, la conductance de contact peut être scindée en une partie solide (hs) et une partie fluide
(hf ) sous la forme de l’équation IV.15 :
h = hs + hf (IV.15)
La partie solide résulte uniquement de la déformation des aspérités et la partie fluide se rapporte
aux instertices. En procédant de la sorte, l’hypothèse implicite est de considérer que ces deux grandeurs
evoluent de façon indépendante. Dans ce qui suivra, nous traiterons séparément la partie solide de la
partie fluide. Cette dernière composante tient compte du fait qu’aux pressions faibles, l’essentiel du
transfert de chaleur peut s’opérer par l’intermédiaire de l’espace interstitiel (si le fluide qui y est contenu
est bon conducteur). Aussi dans ce cas, les effets de rayonnements pourraient être pris en compte pour
des températures supérieures à 300 °C.
IV.2.1 Composante solide de la conductance de contact
Dans la pratique une loi de constriction doit être associée aux aspérités. Cette loi permet de relier le
rayon de contact des aspérités à la conductance de constriction qui lui est associée. Ensuite la conductance
globale est définie comme une contribution de chacune des aspérités. Une fois l’expression définie, la
conductance globale est ensuite reliée à des paramètres macroscopiques tels que la pression de contact.
Partant de ce principe nous avons considéré comme base à notre approche, le modèle de conductance
décrit par Mikic [83] qui exprime la conductance en fonction du rayon de contact des aspérités par
l’équation IV.16 :
hs =
2λ
ψ
∑
ai
Anom
(IV.16)
dans laquelle ψ est une fonction de constriction générale qui fait intervenir la fraction d’aire réellement
en contact et ai le rayon de contact d’une aspérité donnée. Nous allons prendre par défaut la définition
donnée par Negus et al. [90] sous la forme de l’équation IV.17 :
ψ = 0.5− 0.6 A
Anom
+ 1.1
(
A
Anom
)3
(IV.17)
dans laquelle A est l’aire réelle de contact (qui est déterminée par l’approche mécanique présentée
précédemmment) et Anom l’aire apparente de contact. Le rapport entre la somme des rayons de contact
ai et l’aire apparente de contact Anom dépend de la façon dont est décrite la surface. Le modèle de Mikic
[83] à l’origine fait l’hypothèse d’une description de la surface par une distribution gaussienne des hauteurs
(caractérisée par leur écart type) et une description des pentes d’aspérités. Nous y reviendrons plus tard.
Le choix à priori de ce modèle a été fait car il convient bien à la description du contact mécanique tel
que nous l’avons envisagé.
Cependant, dans notre approche de la surface (décomposée en une série de profils adjacents), les
rayons de contact ai évalués profil par profil pour chaque aspérité, permettent de calculer l’aire totale A.
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Pour continuer dans cette démarche, la somme des rayons de contact ai a été remplacée par une grandeur
analogue à une longueur de contact, en l’occurrence, la racine de l’aire totale de contact A. Ainsi, nous
arrivons à une définition de la conductance de contact hs sous la forme de l’équation IV.18 :
hs = λe
√
A
Anom
1
0.5− 0.6 A
Anom
+ 1.1
(
A
Anom
)3 (IV.18)
Le choix d’une racine carré plutôt que d’une somme des rayons de contact peut paraître précipitée,
mais elle peut trouver sa justification dans l’expression du paramètre de constriction telle que le donne
Negus et al. [90]. Cette expression relie le paramètre de constriction ψ à une résistance de constriction R
(dont la dimension est KW−1) et à une aire de contact A sous la forme de l’équation IV.19 :
ψ = λ
√
AR (IV.19)
Ensuite, dans l’approche mécanique que nous avons considérée, les propriétés mécaniques (E et Rpe) et
physiques (λe, ρ et, C) ont été définies en fonction de la température à partir de données de la littérature
([40]). En se basant sur les données de Behrens et al. [15] pour un acier de type 22MnB5, nous donnons
une évolution de Rpe en fonction de la température, comme le montre la figure IV.28 (un exemple des
évolutions des autres grandeurs a été donné au chapitre III, section III.1.2, page 43)
Fig. IV.28: Evolution de la limite élastique Rpe en fonction de la température, en se basant sur [15]
L’objectif dans cette démarche était de voir l’influence de la température sur les grandeurs calculées
par l’algorithme en modélisant un comportement thermo-mécanique pour les aspérités. L’idée est de
considérer qu’une hausse de température peut conférer à l’aspérité, une plus grande aptitude à se déformer.
Pour cela, nous avons considéré un modèle de déformation additionnelle basée sur la dilatation thermique.
Ainsi pour une position de plan donnée Zplan, l’interférence est alors redéfinie par l’équation IV.20 :
δ = (Z − Zplan)× (1 + αt∆T ) (IV.20)
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dans laquelle αt est le coefficient de dilatation thermique que nous avons pris constant par défaut
et égal à 12×10−6 et ∆T est l’élévation de température. En procédant ainsi, nous avons constaté que
globalement, il n’y a pas de réelle influence sur le calcul de l’aire totale de contact ni sur le calcul finale de
la conductance. Néanmmoins, compte tenu de la variation donnée à la limite élastique avec la température,
la force est influencée au delà de 200 °C (on pourra se reporter à l’annexe H). Nous avons comparé les
calculs de conductance pour différents pas à une température de 100 °C et nous donnons leurs évolutions
en fonction du déplacement et en fonction de la force adimensionnée (figure IV.29).
Fig. IV.29: Evolution de la conductance en fonction du déplacement (a) et de l’effort adimensionné(b) pour
T=100°C, influence du pas
Sur la figure IV.29, (a), l’influence du pas est perceptible au début du contact et au delà d’un dé-
placement égal à 70 % de la hauteur maximale de la surface (ZMAX). Plus on augmente le déplacement
vers le coeur de la surface et moins l’influence du pas est notable. La représentation de la conductance
en fonction de la force adimensionnée (figure IV.29, (b)) montre une superposition des courbes et une
augmentation rapide de la conductance au delà de 106 Wm−2K−1 (les effets de saturation observés sont
liés à l’évolution de l’effort de contact). La variation subie par la conductance reste relativement faible en
fonction des échelles de micro-rugosité que nous avons défini (Rappellons cependant que dans le calcul,
le choix a été fait de prendre une surface non filtrée : chaque profil de la surface est constitué à la fois de
la micro-rugosité et de l’ondulation.
Influence de la pression de contact
Rappel bibliographique : En partant du modèle analytique, il s’agit de faire le lien entre la pression
(qui peut être évaluée par l’approche mécanique à partir de l’effort) et la conductance. Pour rappel,
l’expression proposée par Mikic [83, 82] est donnée sous la forme de l’équation IV.21 :
hs = α λe
m
σ
(
P
H
)β
(IV.21)
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dans laquelle α et β sont des constantes, P est la pression, H est la dureté, m et σ sont respectivement
la pente moyenne des aspérités et l’écart type sur les hauteurs. Dans l’ensemble des propositions de
modèles, les coefficients α et β sont compris entre 1.25 et 1.55 pour α et et 0.94 et 0.95 pour β.
Méthode de modélisation Le paramètre caractérisant la pente moyennem est délicat à appréhender.
De plus, les modèles ne disent pas si ces paramètres dépendent de la charge. Cela nécessite d’autant plus
d’attention que dans le calcul, à chaque position du plan rigide correspond une aire de contact. Dans la
mesure où les aspérités sont virtuellement "tronquées", à chaque position correspond aussi un état de
surface et à priori une rugosité. L’avantage est qu’il est alors possible de calculer ces deux paramètres
pour chaque position de plan rigide. Les paramètres m et σ pour les trois pas utilisés (on pourra se
référer à l’annexe I pour la méthode de calcul). Nous avons constaté que la pente augmente quand le pas
diminue. Par contre, la rugosité quadratique moyenne varie dans des proportions plus faibles en fonction
du pas. Ce qui est logique dans la mesure où il s’agit d’une unique et même surface définie à 3 échelles
différentes (tableau IV.2). Compte tenu de ces raisons et de l’optique dans laquelle, nous avons défini les
aspérités (courbures), nous ne prendrons pas en compte le paramètre m dans le modèle proposé.
Resolutions m σ (µm)
5 µm 0.35 4.2
10 µm 0.23 4.3
20 µm 0.16 4.4
Tab. IV.2: Pentes et rugosités quadratiques moyennes en fonction de la résolution
Modèle proposé En partant de l’expression de la conductance en fonction de l’aire (équation IV.18) et
s’aidant des logiciels MATLABTM et ORIGINTM , nous avons réalisé une identification de la conductance
en fonction de la pression sous la forme de l’équation IV.22 :
hs = α
λe
σ
(
P
1.1H + βP
)γ
(IV.22)
dans laquelle α=2.16, γ= 0.51 et β est une constante pour laquelle un jeu de trois valeurs a été défini :
0,1 et -1. Les deux premières sont inspirées des modèles proposés par Mikic [83, 82] et la troisième est issue
de nos essais d’identification. Les résultats obtenus en faisant varier β sont donnés sur la figure IV.30.
On remarque que les différentes expressions se superposent tant que le rapport P/H reste inférieur à 0.1,
puis divergent au delà. On constate cependant que dans le cas où β = -1, l’évolution de la conductance
est plus proche du cas analytique.
Nous constatons que l’evolution de la conductance en fonction de la pression adimensionnée présente
un effet d’augmentation rapide et progressive au delà d’un ratio égal 0.1. Pour indication, dans une gamme
de pressions relativement faibles (0.62 à 17 MPa), Fenech et Roshenow [38] ont obtenu des tendances
similaires dans une étude sur la conductance thermique de contact. Rosochowska et al. [96] ont eux
observé une tendance d’évolution exponentielle en fonction de la pression. Cependant gardons à l’esprit
qu’il s’agit dans un premier temps d’un modèle théorique et seule une confrontation à l’expérimentation
pourra ou non affirmer cette tendance.
Confrontation des propositions de modèles à l’expérimentation : Dans ce cadre, nous avons
réalisé une comparaison des trois expressions précédemment discutées avec les résultats expérimentaux
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Fig. IV.30: Modèle d’évolution de la conductance en fonction de la pression adimensionnée
obtenus sur le montage du LETEE. Les expériences concernent les cas de contact tôle / outil. Les para-
mètres nécessaires à la comparaison sont donnés (pour des températures tôle 430 °C et outil 460 °C) :
λe = 42.70 Wm−1K−1, σ = 2.4 µm et H = 3.0 × 118.65 MPa. La comparaison des modèles avec les
données expérimentales est faite dans un domaine de pression compris entre 4 et 80 MPa (figure IV.31).
Fig. IV.31: Evolution de la conductance en fonction de la pression, comparaison au modèle
Force est de constater que les trois propositions décrivent à peu près la tendance expérimentale. De
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fait, le rapport maximal P/H est de l’ordre de 0.22. On constate cependant que le modèle identifié
avec β=-1 s’écarte beaucoup plus de la tendance expérimentale. Le modèle proposé à β= 1 est celui qui
minimise l’écart par rapport à l’expérience. Fort de ces observations, il nous apparait judicieux dans notre
cas d’utiliser un conductance sous la forme de l’équation IV.23 :
hs = 2.16
λe
σ
(
P
1.1 ∗H + P
)0.51
(IV.23)
Ce choix tient compte du fait qu’expérimentalement, on observe une tendance de la RTC à se stabiliser
plutot qu’à diminuer très rapidement quand la pression devient plus importante. Convenons cependant
que certaines réserves puissent être émises dans la mesure où la gamme de pression et le nombre de points
de mesure ont été limités dans notre cas.
Remarque : Le choix à priori de l’approche de Mikic a été fondé sur le fait que la majorité des modèles
définis fondent leur relation conductance / pression sur ce modèle. Pour information nous avons considéré
aussi l’approche microscopique définie par Bardon [9] en l’adaptant à notre approche. Nous avons constaté
que le lien entre la conductance globale dans ce cas de figure pouvait être reliée à la pression par le même
type d’équation que celle définit par Mikic [83]. Le modèle final obtenu a cependant montré des tendances
d’évolution différentes par rapport aux points expérimentaux. On pourra se référer à l’annexe J.
IV.2.2 Composante fluide de la conductance de contact
Elle représente la conductance des interstices, en l’occurence l’espace compris entre le plan rigide et
la surface rugueuse. Elle est censée répondre aux cas où, les pressions appliquées sont faibles ou nulles.
Pour rappel, elle peut être modélisée par l’équation IV.24 :
hf =
λef
δint
(IV.24)
où λef et δint sont respectivement la conductivité effective et l’épaisseur du milieu interstitiel.
Evaluation de δint : Le calcul de δint peut être effectué en considérant la relation proposée par Wahid
et Madhusudana [112]. En effet à partir d’une étude sur l’influence de la conductance du milieu interstitiel
à faible pression, ils ont proposé une équation permettant de relier l’épaisseur moyenne interstitielle à la
rugosité quadratique moyenne des aspérités sous la forme de l’équation IV.25 :
δint = 2.7σ (IV.25)
dans la pratique, nous avons effectué un calcul de ce paramètre pour les trois résolutions. Le rapport
moyen obtenu entre δint et σ est égal 2.82.
Evaluation de λef : Comme nous l’avions précisé au chapitre Littérature, λ
e
f est une grandeur com-
posite qui fait intervenir la conductivité du milieu intertitiel (ici c’est l’air, en sachant que le fluide peut
être différent dans les cas de contacts lubrifiés par exemple) et le rayonnement sous la forme des équations
IV.26 ([9]) :
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

λef = λ
a
f + λ
r
f
λaf =
λair
1 +
g
δint
λrf =
4 ε1ε2
ε1 + ε2 − ε1ε2
kB T
3
mδint
(IV.26)
dans lesquelles λaf est la conductivité due aux effets d’accommodation, λ
r
f est la conductivité due aux
effets de rayonnement, g est le saut d’accommodation, εi est l’emissivité des corps,kB est la constante de
Boltzmann et Tm est la température moyenne. En toute rigueur, le nombre g est calculé selon la théorie
cinétique des gaz et a été défini par Bardon [10] suivant l’équation IV.27 :
g = 1.996
γ
γ + 1
Pr
2− α
α
ℓ (IV.27)
dans laquelle ℓ est le libre parcours moyen, Pr est le nombre de Prandtl et γ est le rapport des
chaleurs massiques à pression et volume constants. Le calcul de ce paramètre peut s’avérer complexe
dans la mesure où il relève de la théorie cinétique des gaz et nécessite une bonne connaissance des
coefficients d’accommodation α. En se basant sur des valeurs indicatives de la littérature 1, soit α = 0.85
et ℓ = 70 nm, nous avons calculé g en fonction de la température et à pression atmosphérique et nous
avons constaté que g variait très peu entre 20 et 1000 °C et valait en moyenne 7.55 ×10−2 µm. En ordre
de grandeur, cette valeur peut être négligée par rapport à l’épaisseur moyenne interstitielle qui est de
l’ordre du micromètre.
On pourrait s’interroger sur une telle formulation dans la mesure où l’air qui occupe l’espace interstitiel
est censé être un mauvais conducteur et que les phénomènes de rayonnement peuvent devenir importants
aux hautes températures. Une autre difficulté est la valeur de l’émissivité. Elle est d’autant plus difficile
à évaluer qu’elle dépend de la température mais aussi de l’état de surface. Pour illustration, nous avons
fait un calcul de ces grandeurs en considérant l’émissivité d’un acier inox 2 (0.25 à 27 °C, 0.55 à 227 °C
et 0.65 à 927 °C) et une épaisseur interstitielle de l’ordre de 2 µm soit 2 10−6 m. La figure IV.32 montre
que la conductance liée à l’air peut devenir importante en fonction de la température et de plus, elle est
plus importante que la conductance liée au rayonnement.
Gardons cependant à l’esprit que les résultats sont tributaires de valeurs d’émissivité indicatives qui
pour rappel ont été prises égales à 0.25 pour 27 °C, 0.55 pour 227 °C et 0.65 pour 927 °C. Compte tenu
de ces différents éléments et se basant sur les équations IV.24, IV.25 et IV.26, on peut finalement décrire
la conductance fluide sous la forme de l’équation IV.28 :
hf =
λair
2.82σ
(IV.28)
En tenant compte des équations IV.15, IV.23 et IV.28, nous pouvons allons décrire la conductance
totale sous la forme de l’équation IV.29 :
h =
λe
σ
(
2.16
(
P
1.1 ∗H + P
)0.51
+ 0.36
λf
λe
)
(IV.29)
NOTA : Dans cette formulation, l’hypothèse implicite est que le contact est établi à l’échelle de la
rugosité et les phénomènes de rayonnement sont ici négligés. Cependant, ils peuvent être définis sur des
1Source : Wikipedia ; Théorie cinétique de gaz, Chap 4,5 6, Pierre neuve
2J. Gosse, Guide Technique de thermique,p. 211,DUNOD,1981
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Fig. IV.32: Evolution de la conductance en fonction de la température
distances relativement plus grandes que l’échelle de la rugosité. Auquel cas, il faut alors prendre en compte
éventuellement la composante de rayonnement dans la définition de la conductance. Nous allons dans la
suite réaliser une simulation ABAQUSTM en intégrant le modèle défini.
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IV.3 Simulation de transferts thermiques
IV.3.1 Modèle de transfert
La simulation du transfert thermique est entreprise sur le modèle d’expérience du LETEE, en l’occu-
rence le cas du contact tôle/outil. L’objectif dans un premier temps est de caler la mesure expérimentale
par rapport à la simulation sur le logiciel ABAQUSTM . Nous rappelons sur la figure IV.33 la configuration
dans laquelle l’essai a été réalisé et les résultats obtenus. Après contact et à températures établies, l’échan-
tillon d’outil est soumis à différents niveaux de charge (on rappelle que de part et d’autre du contact, 2
poinçons en cuivre non représentés ici, maintiennent le contact entre les échantillons tout en assurant
l’application de la charge).
Fig. IV.33: Configuration expérimentale
Nous allons voir dans quelle mesure le modèle developppé précédemment peut être intégré à la simu-
lation. Le modèle de simulation utilisé est présenté sur la figure IV.34.
Dans le modèle de simulation, seule une partie de l’assemblage est representée (pour réduire le nombre
d’éléments). Pour définir les conditions aux limites, nous utiliserons les symboles ∂Ωo et ∂Ωt pour désigner
les limites surfaciques respectives de l’outil et de la tôle. Le symbole Ω se rapporte au volume. En utilisant
cette terminologie, les conditions thermiques et mécaniques aux limites sont définies comme suit :
– Conditions mécaniques aux limites
– Sur ∂Ωo1 : σ no1 = P(t)
– Sur ∂Ωt1 : encastrement
– Conditions thermiques aux limites
– Sur ∂Ωo1 : −λo
∂T
∂x
= qo1 qui représente le flux imposé à la surface supérieure de l’échan-
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Fig. IV.34: Modèle de simulation
tillon d’outil
– Sur ∂Ωo2 : −λt
∂T
∂x
= 0
– Sur ∂Ωt1 : −λt
∂T
∂x
= 0
– Sur ∂Ωt2 : −λt
∂T
∂x
= 0
– dans Ωi : ρiCi
∂T
∂t
= div(λigrad(T ))
– à l’interface tôle /outil : q = h(To − Tt)
La simulation est réalisée en ABAQUS/STANDARD par une analyse thermo-mécanique couplée
(coupled temperature-displacement). La simulation étant réalisée en 2D, des éléments de type
CPS4T sont utilisés (éléments CPS4T : 4-node Plane Stress coupled with Temperature, éléments qua-
drilinéaire en contrainte plane avec température couplée). Dans un premier temps, les deux corps sont
soumis à des champs de températures initiaux. Ensuite différents niveaux de charge sont appliqués par
palier, chacun des paliers correspondant aussi à une évolution de la densité de flux comme le montre la
figure IV.35.
NOTA : par rapport à l’expérimentation, la densité de flux maximale imposée a été évaluée en tenant
compte de la réduction du temps total (entre 1 h et 2h) - le temps réel de l’expérience a été divisé par un
facteur 20 pour les besoins de la simulation et la densité de flux maximale a été multipliée par 4 (≃
√
20).
Le détail du calcul est donné en annexe K.
IV.3.2 Définition du coefficient de transfert thermique
Pour réaliser cette simulation il est nécessaire de définir les conditions de contact parmi lesquelles le
coefficient de transfert h à l’interface. Il est représenté dans ABAQUSTM par le paramètre thermal
contact conductance qui peut être défini en fonction de la pression, de la température, de la distance
entre les surfaces et de bien d’autres paramètres. La définition de cette grandeur procède normalement par
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Fig. IV.35: Evolution de la densité de flux et de la pression durant la simulation
une tabulation des valeurs de h en fonction des différentes variables ; ce qui peut s’avérer très rapidement
fastidieux dans l’hypothèse de la multiplication des variables. Il existe une alternative à travers une
"Subroutine" dénommée Gapcon fonctionnant comme un sous-programme qui permet de s’affranchir
du remplissage d’un tableau. Le principal avantage étant la seule nécessité de définir la formule de la
conductance h en fonction des variables de dépendance. D’un point de vue pratique, une seule variable
de dépendance en l’occurence la pression P sera appliquée à notre cas. En toute rigueur, les variations
de température observées (figure IV.33, page 109) suggèreraient une prise en compte de la température
comme seconde variable de dépendance notamment. En effet, dans la Subroutine, on peut prendre en
compte la température à travers le paramètre λe définit par l’équation IV.30 :
λe =
2λ1(T1)λ2(T2)
λ1(T1) + λ2(T2)
(IV.30)
Cependant, le calcul a montré que ce paramètre subissait de faible variation et pouvait être en première
approximation considéré comme constant. La définition de la conductance est alors basée sur l’équation
IV.31 :
h = 2.16
λe
σ
((
P
1.1 ∗H + P
)0.51
+ 0.17
λf
λe
)
(IV.31)
avec λe = 43.31 Wm−1K−1, σ = 2.4 µm, H = 3 × 118.65 MPa et λf = 0.0533 Wm−1K−1. En
utilisant ces données numériques dans la Subroutine, nous obtenons les résultats de la figure IV.36. Elle
représente la comparaison des températures simulées et celles correspondant à l’expérience de contact
tôle/outil en fonction de la pression apparente. On peut constater que la tendance suivie par les points
expérimentaux n’est pas exactement la même que celle donnée par la simulation, la raison pouvant être
que les propriétés physiques utilisées sont indicatives. Néanmmoins on arrive à des résultats qui présentent
des écarts maximaux par rapport à l’expérience qui sont de l’ordre de 5 °C.
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Fig. IV.36: Comparaison des températures expérimentales et simulées, expérience de contact tôle/outil
IV.4 Conclusions
La modélisation a eu pour but de relier l’aspect microscopique de la surface (aspérités) à une vision
macroscopique (pression de contact) dans un modèle de RTC. Pour cela la démarche a consisté à modéliser
le comportement mécanique des aspérités sous l’action d’un chargement. L’effet du chargement a été
modélisé par des plans de coupe à différentes positions par rapport à la surface rugueuse. L’objet premier
de l’algorithme a été de déterminer l’aire de contact en considérant que les aspérités sont en déformation
élastique, plastique ou élastoplatique.
Dans le cadre d’une comparaison, le calcul MATLABTM donne une prédiction de l’aire de contact
avec 11 % d’écart par rapport à la simulation ABAQUSTM . Par contre, la prédiction d’évolution de la
pression de contact est moins bonne. En première approximation, la correction du critère de plasticité
en terme de pression a permis de réduire l’écart avec la simulation. L’application de l’algorithme à une
surface mesurée à différentes échelles, a montré que globalement l’influence du pas sur le calcul de l’aire
totale de contact était faible et surtout perceptible en début du contact.
L’approche mécanique permet de prédire l’aire réelle de contact servant de socle à l’approche thermique
de la RTC. À travers le couplage mécanique/thermique, l’objectif a été définir une relation entre la
RTC et la pression de contact. Un coefficient de dilatation thermique a été introduit dans la définition
de l’interférence des aspérités tout en tenant compte de l’évolution des propriétés mécaniques avec la
température. Hormis sur les forces, la prise en compte de cet effet de température a eu peu d’influence
sur le calcul de l’aire totale en raison de la petite taille des aspérités.
Dans l’approche de modélisation, nous nous sommes inspirés du modèle de Mikic [83, 82] donnant la
relation entre la conductance de contact et l’aire de contact (prédite par l’approche mécanique et dont
l’évolution est liée à celle de la pression). Les modèles de conductance de Mikic [83, 82] ont été adaptés
à notre approche en remplacant la somme des aires individuelles des aspérités par l’aire totale prédite et
en supprimant la pente m pour rester cohérent avec la courbure définie pour les aspérités.
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Sur cette base, le modèle final obtenu, liant la conductance à la pression de contact, a été confronté
aux résultats expérimentaux et a permis de reproduire la tendance expérimentale observée sur le contact
tôle/outil. Il apparait cependant qu’un ensemble plus important de points aurait permis une meilleure
confrontation du modèle à l’expérience. Une similitude semble néanmoins se dégager. Dans le modèle, le
cas des faibles pressions de contact intègre une conductance liée au fluide intertitiel qui a été assimilé à
l’air. Il apparait intéressant d’en tenir compte dans la mesure où cette conductance peut aussi prendre
de l’importance pour d’autres types de fluide plus conducteur et dans les cas de lubrification.
L’apport de la simulation permet notamment de voir dans quelle mesure le modèle obtenu peut être
utilisable dans un code de calcul commercial. Nous avons entrepris une simulation du contact tôle/outil
correspondant à l’expérience réalisée au LETEE. Dans la mise en place de la simulation ABAQUSTM ,
nous avons pris en compte un seul paramètre de variation de la conductance en l’occurence la pression.
Cette simplification a été initiée en tenant compte de la faible variation de la conductivité harmonique
dans l’expérience. L’ajout du modèle à la simulation avec des propriétés thermo physiques indicatives,
nous a néanmoins permis de reproduire les températures avec des écarts de l’ordre de 5 °C, mais avec
des tendances d’évolution différentes. Les résultats obtenus vont dans le bon sens et leur amélioration
passera sans doute par une plus grande précision sur les propriétés des matériaux et un raffinement
de l’approche de modélisation mécanique et thermique. L’intérêt de la Subroutine utilisée dans la
simulation ABAQUSTM sera de pouvoir enrichir la définition de la conductance avec la prise en compte
de la température comme second paramètre de variation.
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V.1 Conclusions
Nous avons mené dans ce travail une étude sur la mesure et l’évaluation de la RTC dans un contact de
type tôle/outil. Pour des raisons indépendantes de notre volonté, ce travail initialement adossé à un projet
industriel d’envergure s’est dirigé vers une approche exploratoire visant à mieux appréhender les relations
entre les paramètres que sont la pression, la RTC, la rugosité initiale et en particulier l’écrasement des
aspérités.
L’importance de ce paramètre et de son étude a été évoquée au fil de la bibliographie, dans un ensemble
de domaines d’applications tels que l’emboutissage à chaud, la fonderie sous pression, le pressage de verre,
etc. En effet ce paramètre clé contrôle directement les échanges de chaleur et indirectement les propriétés
finales des pièces. L’emboutissage à chaud vise à remplir deux objectifs contigus : déformer à moindres
efforts des aciers à propriétés mécaniques élevées destinés aux pièces de structure automobile et réaliser
une trempe de la pièce au contact des outils refroidis. Durant le processus, il est donc important pour
l’emboutisseur que ce refroidissement soit contrôlé car il conditionne notamment les propriétés mécaniques
de la pièce finale formée. De la simultanéité de ces deux objectifs découle la difficulté à étudier et à bien
maitriser ce paramètre.
La littérature a montré que des paramètres d’influence sur la RTC, le plus étudié est la pression.
L’état de surface et la température sont aussi des paramètres dont l’influence a été étudiée mais moins
souvent. La RTC étant un paramètre d’interface, elle ne peut être considérée comme une propriété
intrinsèque à un matériau et elle est fortement dépendante des matériaux constituant l’interface. La
conclusion principale de cette étude bibliographique est que l’augmentation de la pression de contact
permet de diminuer l’amplitude de la RTC. De même toute augmentation de la rugosité de la surface
concourt à une augmentation de la RTC. Les différentes études ont montré que les valeurs de la RTC
peuvent différer d’une étude à l’autre. En cause : la variabilité des matériaux étudiés, la variablité des
conditions d’expérimentation et des moyens mis en œuvre.
L’objet principal a porté sur la faisabilité de mesure de cette grandeur entre un acier à outil X38CrMoV5
et un acier dédié à l’emboutissage à chaud en l’occurence le 22MnB5. Pour ce faire, divers moyens ont
été mis à contribution pour évaluer l’influence de la pression. Le moyen développé au LETEE nous a
permis de réaliser des mesures en condition mécanique statique et en régime thermique permanent. La
mesure de température a été réalisée par des thermocouples sur des empilements d’échantillons de petite
taille. Le moyen developpé à l’ICA-Albi, a permis de réaliser des mesures dans des conditions thermiques
transitoires. Dans ce cadre, la mesure de température par thermocouple a été couplée à une technique
pyrométrique.
Sur le moyen du LETEE, nous avons observé que la RTC diminue d’un ordre de grandeur quand
la pression augmente de 4 à 80 MPa. En ordre de grandeur, la RTC passe de 2 ×10−4 à 6 ×10−5
m2KW−1. Ce moyen nous aussi permis de mettre en évidence l’influence des matériaux à travers leur
conductivité thermique : elle augmente quand la conductivité des matériaux diminuent. Pour une pres-
sion donnée, la RTC d’un contact de type 22MnB5/22MnB5 a été évaluée inférieure à celle d’un contact
22MnB5/X38CrMoV5, soit 1.2 ×10−4m2KW−1 et 2.14 ×10−4m2KW−1 pour une pression de 4 MPa.
La relation entre l’état de surface et la RTC a été plus difficile à mettre en évidence. Les essais réa-
lisés avec différents états de surface (poli et rectifié) sur les échantillons d’outil ont montré une légère
prédominance des valeurs de RTC pour les échantillons rectifiés. Ces derniers présentent en effet une
rugosité arithmétique Ra 4 fois plus grande que les échantillons polis et confirment les observations de
la bibliographie selon lesquelles l’augmentation de la rugosité conduit à une augmentation de la RTC.
D’un autre côté, nous avons constaté que les états de surface des échantillons de tôles ont subi peu de
variation : 3% de variation de la rugosité pour des pressions allant jusqu’à 80 MPa.
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La réalisation des mesures sur le moyen de l’ICA-Albi a confirmé la tendance d’évolution de la RTC
en fonction de la pression. Pour des charges comprises entre 500 N et 7500 N (pressions allant de 44
à 162 MPa selon la simulation sous ABAQUSTM ), la RTC varie entre 3.4 ×10−4m2KW−1 et 2.8
×10−4m2KW−1. Les valeurs obtenues sont en moyenne 2 fois supérieures à celles mesurées au LETEE
avec des variations plus faibles, en sachant bien entendu que les dimensions des surfaces impliquées dans
les essais sont différentes : 110×50 mm2 de surface de tôle dans l’essai ICA-Albi contre 7×7 mm2 de
surface de tôle pour l’essai LETEE. La difficulté à évaluer la RTC sur ce montage a été liée à plusieurs
aspects : la nature transitoire du contact et la rapidité du phénomène à observer, les conditions techniques
et opératoires (nécessité de plusieurs opérateurs, seuil de mesure du pyromètre), la géométrie de contact
sphère/plan (section de contact non constante). L’issue de cette étude, nous montre que la mesure de
températures et l’évaluation d’une RTC sont des opérations délicates qui exigent de grandes précautions.
La RTC a fait l’objet d’une modélisation en deux étapes. La première étape a porté sur la mise en
place d’un modèle d’écrasement des aspérités tenant compte de leur comportement rhéologique (élastique,
plastique ou élastoplatique) pour évaluer l’aire de contact. La confrontation à la simulation a montré la
perfectibillité du modèle dans la prédiction de la pression de contact. L’évaluation de l’aire totale a aussi
révélé une faible sensibilité (surtout au début du contact) à la variation du pas de mesure. La seconde
étape a consisté à coupler la démarche mécanique à un modèle de RTC prédéfini (Mikic [83, 82]) avec
pour objectif de mettre en relation la RTC et la pression à via l’aire totale prédite dans l’approche
mécanique. Pour tenir compte du cas des faibles pressions, une conductance liée au fluide intertitiel a
été prise en compte. La confrontation du modèle à l’expérience aux résultats a permis de trouver une
similitude avec l’évolution des valeurs de RTC dans contact tôle/outil.
La mise en place du modèle dans une simulation sur ABAQUSTM a effectué à travers une Subrou-
tine (sous-programme) prenant en compte la pression comme unique de variable de la conductance. La
simulation permet d’obtenir une évolution des températures avec un écart de l’ordre de 5 °C par rap-
port à l’expérience en tenant compte des propriétés thermo-physiques indicatives utilisés. Ces résultats,
bien qu’allant dans le bon sens, indiquent aussi leur perfectibilité qui pourra être obtenu par une ap-
proche encore plus fine de la modélisation thermique et mécanique. Aussi faut il rappeler l’importance du
comportement des matériaux notamment pour les phénomènes transitoires à hautes températures, qui
pourraient être étendus à des comportements de type elasto-visco-plastique.
Les difficultés expérimentales que nous avons rencontrées montrent la nécessité de prendre des pré-
cautions dans la réalisation des mesures, mais aussi dans l’interprétation. De ce fait les résultats nous
permettent d’avoir des ordres de grandeurs qui peuvent être affinés par une amélioration dans la réali-
sation des essais. Le modèle qui a été ici utilisé a donné des résultats allant dans le bon sens et aussi
montré sa perfectibilité notamment dans la description du contact aux faibles charges.
V.2 Perspectives
Les résultats expérimentaux ont été très peu nombreux. Il a donc été difficile de mettre en évidence
et de vérifier les hypothèses de la littérature selon lesquelles la RTC est influencée par l’état de surface
par exemple. Les essais menés sur le montage du LETEE ont permis néanmoins d’avoir des premiers
éléments de réponse. On pourra poursuivre les investigations dans ce sens en prenant des états de surface
mieux définis et plus réguliers au niveau des échantillons. Au niveau de la procédure d’expérimentation,
des essais supplémentaires peuvent être menés en faisant varier les niveaux de températures en régime
permanent (les valeurs 560 °C et 460 °C ont été utilisés dans notre étude).
Différentes possibilités sont aussi offertes sur le moyen de mesure de l’ICA-Albi. En effet, on pourra
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adopter une géométrie de poinçon avec une section de contact constante. Ce poinçon pourra aussi être
instrumenté pour obtenir un champ de mesure de température plus large couvrant l’ensemble tôle/poinçon
/outil. En procédant ainsi on pourra évaluer la RTC sur les deux interfaces tôle / outil.
En termes de rugosité et dans l’optique de la relation à la RTC, on pourrait se pencher sur la
définition d’un cadre de conditions optimales de mesure. Du point de la modélisation, la comparaison du
calcul MATLABTM avec une simulation de type ABAQUSTM a montré que la prédiction de la pression
de contact n’était très bonne . L’approche d’écrasement mécanique devra être améliorée surtout aux
faibles charges et la relation avec le modèle thermique devra être plus affinée. On pourra envisager la
réevaluation du critère d’écoulement à l’échelle de l’aspérité ou la prise en compte l’intéraction entre
aspérités comme l’ont fait Zhao et Chang [122] ou Ciavarella et al.[28] dans une approche fractale.
Dans le projet initial, une part des essais étaient prévus sur le pilote expérimental MEFISTO. Ce pilote
permet de simuler le frottement d’une tôle sur un rayon de matrice et de caractériser sa dégradation à
température ambiante et à haute température, et ce au plus près des conditions industrielles. Pour se
faire, le pilote permet de soumettre un rayon de matrice aux chargements répétés de tôle. Lors de ces
sollicitations un certain nombre de paramètres sont contrôlés et mesurés. Il s’agit de :
– l’effort exercé par le serre-flan par un capteur à jauge de déformation
– la vitesse et longueur de glissement
– l’angle de sortie sur le rayon de matrice qui est contrôlé par un rouleau d’embarrage
– la température mesurée sur la tôle par pyrométrie infra rouge en zone de chauffage (en amont du
serre-flan) et en sortie du rayon de matrice (en aval du serre-flan). Sur le rayon elle est mesurée par
thermocouple.
Dans cette expérimentation, il s’agira dans un premier temps d’évaluer la RTC dans un contact plan
/ plan en condition dynamique et de voir ainsi l’influence de la vitesse sur la RTC. Puis si les conditions
le permettent, d’évaluer la RTC dans la configuration tôle / rayon de matrice. De l’automatisation des
essais sur MEFISTO, pourrait découler la possibilité de coupler RTC, pression, rugosité et frottement
au travers d’une subroutine ABAQUSTM dans l’optique d’une simulation.
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Annexes
Annexe A
Modèles de RTC statiques et
glissants
Modèles de RTC statiques avec prise en compte de la déformation
de l’interface
Modèle de Salgon et al.
Salgon et al. [97, 98] établissent un modèle de prédiction de la conductance de contact mettant en
relation la charge apparente et différents paramètres caractérisant le contact normal tels que la densité de
points de contact (n), le taux de contact (ξ2) et l’épaisseur moyenne des interstices (d). Ces paramètres
géométriques sont déduits d’un choix de description de la surface à partir d’une densité de probabilité
définissant la répartition des hauteurs des aspérités. L’interdépendance de ces paramètres avec la charge
est ensuite assujetie au choix d’un modèle de déformation mécanique (élastique dans le cas de ce modèle).
La conductance thermique de contact est définie par la somme d’une conductance de constriction(contact
solide, hs) et d’une conductance interstitielle (fluide interstitiel, hf ) suivant les équations A.1 :


hTC = hs + hf
hf =
(
1− ξ2) λef
d+ g1 + g2
hs =


2λe a n si
a
b
< 0.1
2λe ξ,
√
n
(1− ξ)1.5
si
a
b
> 0.1
ξ =
a
b
(A.1)
Modèle de Marotta et al.
L’analyse que font Marotta et al. [76] est basé sur le même principe du couplage entre l’échelle
microscopique et l’échelle macroscopique. La singularité de leur modèle se situe au niveau du fait qu’ils
s’intéressent au cas de surface comportant un revêtement. Schématiquement la configuration de contact
qu’ils étudient est représentée sur la figure A.1.
La singularité du modèle qu’ils proposent se repercute essentiellement sur la RTC de l’analyse micro-
scopique, dans laquelle la conductivité effective est modifiée pour tenir compte du revêtement. Elle est
définie par les équations A.2 :


RTCmicro =
f (ae/bi)
4λ′nae
λ′ =
2λ1λ2
C1,2λ1,2 + λ1,2
(A.2)
dans lesquelles ae est le rayon élastique des microcontacts supposés identiques (variable de la fonction
de constriction f et C1,2un facteur de correction pour la surface comportant le revêtement. La singularité
introduite par la prise en compte du revêtement introduit cependant une difficulté supplémentaire dans
la mesure où les propriétés du revêtement ne sont pas forcement toujours connues et dans la pratique,
cette inconnue est noyée dans le problème global.
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Fig. A.1: Représentation du contact avec la constriction à travers les zones macroscopique et microscopique de
contact [76]
Modèle de Lambert et Fletcher
Lambert et Fletcher [63] ont proposé un modèle semi-empirique sensé abordés des cas généraux de
contact partant des surfaces rugueuses nominalement planes aux surfaces non-plane et aussi celles compor-
tant un revêtement métallique, cela en utilisant un modèle géométrique de contact de type sphère/sphère.
Fig. A.2: Configuration de contact utilisée par Lambert et Fletcher [63]
Ce choix se justifie par le fait que selon Lambert et Fletcher, la RTC associée au contact macroscopique
(échelle de l’ondulation) peut prendre le pas sur RTC associée au contact microscopique (échelle des
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aspérités). Elles sont définies par les équations A.3 :


RTCmicro = σ
6.15(F ⋆)0.484
(
bL
aL
)2
λem
(
P0
P0,Hz
)0.67(
F
HCρσ
)0.95
RTCmacro = ρσ
2E
1.44(L⋆)
0.954
(
P0
P0,Hz
)0.20(
bL
aL
)2
λeF
(A.3)
dans lesquelles F ⋆ est une charge adimensionallisée et aL est le rayon de macrontact. Ces deux
paramètres étant définis par les équations A.4 :


F ⋆ =
F
σE
√
2σρ
P0
P0,Hz
=


1
1 +
1(
0.3585(F ⋆)
0.5840
)1.11


1/1.11
aL =

2 (α+ 1)
3
P0
P0,Hz


1/2(
Fρ
4E
)1/3
α = 2− tanh [log (F ⋆)− 1.8]
(A.4)
Modèles Glissants
Des auteurs tels que Laraqi[64, 67], Denape et Laraqi[33] Bardon [10], se sont penchés sur le cas d’un
contact glissant.
Modèles de Laraqi
Laraqi [67] en fait une description des différents type de configurations de contact qui peuvent se
présenter ainsi que leur applications possibles (roulements à billes, systèmes d’embrayage,...).
Conformément à ces configurations, l’approche de modélisation se basent le plus souvent sur le choix
d’une forme géométrique associée à la zone de contact en mouvement, la source génératrice de chaleur :
forme rectangulaire, elliptique ou circulaire. Cependant dans la mesure où le problème modélisation est
généralement fait sur 2 dimensions, seule une longueur caractéristique de la zone de contact est prise
en compte. La situation de contact est quelque peu différente, par rapport au contact statique, dans la
mesure où, pour les modèles proposés, le flux de chaleur échangé est celui produit par le mouvement
relatif des corps en contact. Le flux de chaleur échangé est alors abordé à travers un coefficient de partage
du flux α dont l’expression et l’origine varie selon les auteurs. Pour Denape et Laraqi [33], la génération
du flux est un phénomène essentiellement surfacique quand pour Chantrenne et Raynaud[23, 22] il s’agit
plutot de phénomène volumique. Schématiquement la situation de contact modélisé par Denape et Laraqi
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Fig. A.3: Différentes configurations de contact glissant possible selon Laraqi[67]
[33] est celle d’une aspérité en contact un plan lisse non rugueux, comme le montre la figure A.4.
Fig. A.4: Configuration de contact proposée par Denape et Laraqi [33]
Dans une telle configuration la RTC en contact glissant est la somme des contributions des deux corps
en contact, et le coefficient de partage du flux de chaleur α est exprimé en terme de ratio des résistances
associées à chacun des corps, sous la forme de l’équation A.5 :


RTCg = RC1 +RC2
α =
RC1
RC1 +RC2
(A.5)
La résistance de constriction associée à l’aspérité mobile est une fonction de la vitesse. Laraqi[64]
propose un modèle d’évolution de cette résistance à partir d’un paramètre de constriction ψC qui tient
compte de la vitesse de glissement relatif v et de la dimension caractéristique de la zone de contact l,
suivant les équations A.6 :
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

RC =
ψC
λ
√
Ar
ψC =
0.47 (1− exp(−u))
u
[
1 + 0.68 (1− exp(−u))− 0.73(1− exp(−u))2
]
u = 0.629
√
vl
adiff
(A.6)
dans lesquelles adiff représente la diffusivité thermique. Le rapport vl/adiff est une vitesse réduite
jouant le rôle du nombre de Peclet : il caractérise le ratio entre les phénomènes de convection et les
phénomènes de conduction. Une vitesse réduite importante tendrait à diminuer la valeur de la résistance.
Modèle de Bardon
Tout comme Laraqi, Bardon [10] propose un modèle de contact entre un corps lisse et mobile et un
corps possédant un motif d’aspérité. Sur le même principe, la résistance globale de contact est scindée en
une résistance de constriction "statique" faisant intervenir les dimensions de l’aspérité et une résistance
de constriction "glissante" due au mouvement relatif du corps lisse à vitesse v. Cette seconde résistance
fait aussi intervenir (comme Laraqi) une fonction de décroissance de la vitesse sous la forme des équations
A.7 :


RTC = Rstatique +Rglissante
Rstatique =
1
λ1
(
f +
z
A
)
f =
8
3π2l
Rglissante =
1
λ2
fg (v⋆)
v⋆ =
vl
adiff,2
g (v⋆) =
1− e−βv⋆
βv⋆
(A.7)
dans laquelle l est une grandeur caractéristique de la zone de contact, z la hauteur de l’aspérité et
A et de sa section de contact avec le plan lisse, f et g sont des fonctions. Bardon [10] étend ensuite
cette définition à un cas plus général considérant une densité de répartition des aspérités sur chacune
des surfaces en contact. L’approche consiste à considére un effet symétrique des aspérités d’une surface
à l’autre : par rappport à la première surface, les aspérités de la seconde surface sont en effet mobiles et
donc ce sont elles qui apportent la contribution "glissante" à la résistance de constriction et vice versa.
La RTC est définie par les équations A.8 :


1
RTC
=
nsurf1
Rsurf1statique +R
surf2
glissante
+
nsurf2
Rsurf2statique +R
surf1
glissante
Rsurf,iglissante =
1
λi
fg (v⋆)
v⋆ =
vl
adiff,j
(A.8)
Bien sûr ce ne sont pas les seules approches et d’autres auteurs tels que Muzychka et Yovanovich [85]
ou Chantrenne et Raynaud[23, 22] se sont interessé au problème glissant. Chantrenne et Raynaud[23, 22]
ont basée leur étude sur le même principe que Bardon [10] mais en considérant une approche de génération
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(et de partage) du flux dans le volume et non en extrême surface. Muzychka et Yovanovich [85] ont étudié
l’influence de la forme de la source de chaleur sur la RTC en ramenant le problème à la sensibilité au
nombre de Peclet. Selon leur conclusions, l’utilisation d’une seule dimension caractéristique de la source
de chaleur permettrait d’étudier le problème et de minimiser les écarts de RTC dus aux choix à priori
d’une forme géométrique de la source de chaleur.
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Annexe B
Températures et flux mesurés -
essais LETEE
Résultats obtenus dans le cas du contact 22MnB5/X38 poli
La figure B.1 représente l’ensemble des températures mesurées dans l’essai de contact tôle/outil poli.
Pour ce même essai, les densités de flux et les résistances thermiques sont données sur la figure B.2.
Fig. B.1: Températures mesurées par les thermocouples dans le contact avec l’outil X38 poli
Résultats obtenus dans le cas du contact 22MnB5/22MnB5
La figure B.3 représente l’ensemble des températures mesurées dans l’essai de contact tôle/tôle. Pour
ce même essai, les densités de flux et les résistances thermiques sont données sur la figure B.4.
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Fig. B.2: Densité de flux et résistances thermiques en fonction de la pression dans le contact avec l’outil X38
rectifié
Fig. B.3: Températures mesurées par les thermocouples dans le contact à toles empilées
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Fig. B.4: Densité de flux et résistances thermiques en fonction de la pression dans le contact de toles empilées
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Annexe C
Surfaces d’ondulation et de
rugosité
Chapitre C. Surfaces d’ondulation et de rugosité
Paramètres Avant Après
Sk (µm) 7.82 7.14
Rq (µm) 2.49 2.33
Tab. C.1: Paramètres statistiques calculés sur l’échantillon de tôle en contact avec une tôle
Surfaces d’ondulation et de rugosité obtenues dans le cas du contact
tôle /outil-rectifié
Les figures C.1 et C.2 représente respectivement les surfaces d’ondulation et de rugosité d’un échan-
tillon de tôle avant et après contact avec l’outil rectifié.
Fig. C.1: Comparaison des états de surfaces avant et après essai sur l’échantillon de tôle en contact avec l’outil
X38 rectifié, surfaces d’ondulation
Résultats d’exploitation d’un échantillon de tôle dans le cas d’un
contact tôle/tôle (empilement)
La figure C.3 représente la d’un échantillon de tôle avant et après contact avec un autre échantillon
de tôle. Les paramètres de surface sont donnés dans le tableau C.1.
La figure ?? représente la surface de rugosité d’un échantillon de tôle avant et après contact avec un
autre échantillon de tôle. Les courbes de portance comparées pour cet échantillon sont données sur la
figure C.5.
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Fig. C.2: Comparaison des états de surfaces avant et après essai sur l’échantillon de tôle en contact avec l’outil
X38 rectifié, surfaces de rugosité
Fig. C.3: Comparaison des états de surfaces avant et après essai sur un échantillon de tôle dans l’empilement
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Fig. C.4: Comparaison des états de surfaces avant et après essai sur un échantillon de tôle dans le contact tôle/tôle,
surfaces de rugosité
Fig. C.5: Courbes de portance comparées avant et après essai sur un échantillon de tôle dans le contact tôle/tôle
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Annexe D
Résultats d’exploitation - essais
ICA-Albi
Résultats obtenus à 500 N de charge
La figure D.1 représente l’ensemble des grandeurs mesurées et calculées pour une charge de 500 N. Il
s’agit en l’occurence de l’évolution de la charge (figure D.1, (a)), de l’écart de température (figure D.1,
(b)), du flux en surface (figure D.1, (c)) et de la RTC (figure D.1, (d)).
Fig. D.1: Résultats d’exploitation à 500 N de charge
Résultats obtenus à 1500 N de charge
La figure D.2 représente l’ensemble des grandeurs mesurées et calculées pour une charge de 1500 N.
Il s’agit en l’occurence de l’évolution de la charge (figure D.2, (a)), de l’écart de température (figure D.2,
(b)), du flux en surface (figure D.2, (c)) et de la RTC (figure D.2, (d)).
Résultats obtenus à 3000 N de charge
La figure D.3 représente l’ensemble des grandeurs mesurées et calculées pour une charge de 3000 N.
Il s’agit en l’occurence de l’évolution de la charge (figure D.3, (a)), de l’écart de température (figure D.3,
(b)), du flux en surface (figure D.3, (c)) et de la RTC (figure D.3, (d)).
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Fig. D.2: Résultats d’exploitation à 1500 N de charge
Résultats obtenus à 7500 N de charge
La figure D.4 représente l’ensemble des grandeurs mesurées et calculées pour une charge de 7500 N.
Il s’agit en l’occurence de l’évolution de la charge (figure D.4, (a)), de l’écart de température (figure D.4,
(b)), du flux en surface (figure D.4, (c)) et de la RTC (figure D.4, (d)).
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Fig. D.3: Résultats d’exploitation à 3000 N de charge
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Fig. D.4: Résultats d’exploitation à 7500 N de charge
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Annexe E
Simulation de chargement avec un
outil rigide et un outil déformable
Repartition de pression, cas de l’outil déformable
Dans ce cas de figure, une contrainte de corps rigide a été ajoutée à l’outil déformable pour l’em-
pêcher de se déformer sous l’action des charges importantes. On représente la carte des répartitions des
pressions de contact entre le poinçon, la tôle et l’outil déformable (figure E.1).
Fig. E.1: Répartition de la pression de contact avec un outil déformable
Repartition de pression, cas de l’outil rigide
On représente la répartition des pressions de contact entre le poinçon, la tôle et l’outil rigide(figure
E.2).
Fig. E.2: Répartition de la pression de contact avec un outil rigide
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Comparaison des répartitions de pression pour une charge de 7500
N
On représente une comparaison des répartitions des pressions de contact dans les deux cas de figures,
pour une charge de 7500 N (figure E.3).
Fig. E.3: Répartition de la pression de contact, comparaison outil rigide / outil déformable
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Annexe F
Comparaison des calculs MATLAB
et ABAQUS
Comparaisons des efforts résultant pour les deux confi-
gurations
Pareillement à la longueur et la pression, nous avons calculé l’effort résultant en utilisant la relation
définie par l’équation F.1 :
F = P LCONTACT × LTRANS (F.1)
dans laquelle LTRANS est la longueur dans le sens transverse. Elle prise égale à l’unité (en mm).
Comme précédemment la force est représentée sous la forme d’un effort adimensionné donné par F/E×L2P .
La figure F.1 donne les résultats obtenus dans la configuration 1. On constate que les valeurs données par
MATLABTM sont plus importantes que dans la simulation ABAQUSTM avec un écart moyen avoisinant
50 % (la relation étant supposée). Le même type d’observations est aussi fait dans la configuration 2
(figure F.2).
Fig. F.1: Force adimensionnée en fonction du déplacement du plan rigide dans la configuration 1
Utilisation d’un modèle de dureté défini par Jackson et
Green [50]
Une tentative d’ajustement a été entreprise en considérant une autre approche de calcul de la pression.
En effet on suppose pour le calcul en plasticité que la pression de contact est égale à 3 ×Rpe, avec Rpe la
limite élastique. Les calculs des pressions avaient justement montré que le niveau de pression était plus
élevé que dans la simulation. L’idée a donc été d’utiliser une expression modifiée sur le même principe
que Jackson et Green [50]. Ainsi, nous avons défini une dureté Hg sous la forme de l’équation F.2 :
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Fig. F.2: Force adimensionnée en fonction du déplacement du plan rigide dans la configuration 2
Hg = 2.7Rpe
(
1− exp
(
−a
ρ
)γ)
(F.2)
Nous avons pris un coefficient γ égal à 0.1. Lorsque le contact est plastique, nous avons l’égalité entre
P et Hg. Cette expression modifiée n’a eu aucune incidence sur le calcul direct de la longueur de contact
(figure F.3, (a)). On peut l’expliquer par le fait que les équations de calcul de la longueur de contact ne
font pas intervenir directement la dureté. Cependant les effets sont plus notables sur la pression et sur
la force que nous avons représentées sous une forme adimensionnée (figure F.3, (b) et figure F.4). En
procédant de la sorte on arrive à atteindre un niveau de pression équivalent à la simulation ABAQUSTM ,
mais avec des tendances d’évoluion différentes. Le calcul de la force montre toujours un écart mais qui a
été réduit à 29 %. Les mêmes observations sont faites pour la configuration 2 (figure F.5, et F.6).
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Fig. F.3: Comparaison des longueurs et des pressions de contact dans la configuration 1 en utilisant la dureté
modifiée Hg
Fig. F.4: Force résultante en fonction du déplacement du plan rigide dans la configuration 1 en utilisant la dureté
modifiée
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Fig. F.5: Comparaison des longueurs et des pressions de contact dans la configuration 2 en utilisant la dureté
modifiée Hg
Fig. F.6: Force résultante en fonction du déplacement du plan rigide dans la configuration 2 en utilisant la dureté
modifiée
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Annexe G
Filtrage des profils
Les profils d’ondulation et de rugosité sont filtrés à partir des profils bruts pour les différents pas. Ils
sont obtenus en utilisant un filtre gaussien avec un cut-off de 0.25 mm. On constate que l’ondulation est
la même quel que soit le pas (figure G.1) et seule diffère la micro-rugosité (figure G.2).
Fig. G.1: Comparaison des profils d’ondulation pour les différents (filtre gaussien utilisé avec un cut-off de 0.25
mm)
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Fig. G.2: Comparaison des profils de rugosité pour les différents pas (filtre gaussien utilisé avec un cut-off de 0.25
mm)
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Annexe H
Influence de la température dans
la modélisation
La température influence premièrement l’effort résultant. Comme précédemment, nous représentons
l’évolution de l’effort adimensionné (F/EAnom) en fonction du déplacement du plan rigide pour quatre
températures différentes (figure H.1,(a)). On constate qu’une élévation de température s’accompagne
d’une baisse de l’effort nécessaire à l’écrasement des aspérités, ce qui est en accord avec la loi d’évolution
de Rpe. La différence n’est réellement significative qu’à partir de 500 °C, en deça les courbes sont à peu
près équivalentes. Sur l’évolution de l’aire de contact les résultats sont moins nuancés : on ne constate
quasiment aucune influence de la température sur les évolutions des aires de contact (figure H.1,(b)).
Fig. H.1: Influence de la température sur la force calculée
Dans le calcul mécanique, seule la limite d’écoulement est réellement influencée à ces niveaux de
températures. On constate au final l’effet du coefficient de dilatation thermique αt est minimisé par la
dimension des aspérités, ce qui donne une évolution de l’aire totale de contact peu influencée par la
température. La faible sensibilité de l’aire de contact à la température se répercute aussi sur le calcul de
la conductance de contact (figure H.2).
La représentation de la conductance en fonction du déplacement montre une augmentation de la
conductance 0.01 kWm−2K−1 et 103 kWm−2K−1 en ordre de grandeur (nous rappelons à titre d’infor-
mation que certains auteurs tels que Rosochowska et al. [96] ont obtenu des conductances de contact de
l’ordre à 600 kWm−2K−1 à 420 MPa). Il existe peu de différence en fonction de la température jusqu’à
une valeur correspondant à 70 % de la hauteur maximale de la surface (ZMAX). Dans cette position, le
plan se situe dans le coeur de la surface. Cette position peut correspondre à une limite théorique diffi-
cilement accessible au delà de laquelle la surface rugueuse se rapproche de plus en plus d’un plan lisse
(pics fortement tronqués et creux de faible profondeur). En représentant la conductance en fonction de
l’effort (figure H.3), on constate une augmentation jusqu’à une valeur limite au delà de laquelle la pente
devient très importante. Le décalage observée en fonction de la température provient de l’influence de la
température sur l’effort (diminution de l’effort quand la température augmente).
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Fig. H.2: Influence de la température sur le calcul de la conductance
Fig. H.3: Evolution de la conductance en fonction de l’effort, influence de la température
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Annexe I
Calcul de la pente m et de l’écart
type σ
En considérant un profil, la pente mp est définie comme la moyenne des pentes mi associée à chaque
aspérité (définie par un pic et deux creux). La valeur de m est ensuite définie en prenant la moyenne des
pentes obtenues sur les profils définissant la surface. Ces différentes valeurs sont définies par les équations
I.1 :


mi =
Zpic,i − Zcreux,i
dx
mp =
1
ni
∑
mi
m =
1
np
∑
mp
(I.1)
dans lesquelles dx est la différence entre les abscisses du pic et du creux, ni et np le nombre d’aspérités
par profil et le nombre de profils. Le calcul du paramètre σ est basée sur le même principe : il résulte de
la moyenne des écarts type σp calculés pour l’ensemble des profils suivant les équations I.2 :


σp =
√
1
ni
∑
Zi − Zm
σ =
1
np
∑
σp
(I.2)
dans lesquelles les altitudes Zi des pics évoluent en fonction de leur position par rapport à celle du
plan rigide. La troncature des aspérités impose cependant que la valeur de la pente reste constante. De
plus les premières expériences de RTC (LETEE) avaient montré que globalement la rugosité avait très
peu varié dans l’ensemble. Pour ces diverses raisons, nous prendrons ces valeurs à l’état initial, c’est à
dire lorsque aucune des aspérités n’est tronquée.
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Annexe J
Approche de Bardon dans la
modélisation de la conductance
Chapitre J. Approche de Bardon dans la modélisation de la conductance
Nous avons effectué quelques tests en considérant la loi de constriction de Bardon qui stipule que la
RTC associée à une aspérité (i) peut être définie par l’équation J.1 :
RTCi =
1
2aiλe
[
1− 1.41ai
bi
]
(J.1)
dans laquelle bi représente la base de l’aspérité avec comme restriction que ai/bi ∼ 0.1. Cependant
après quelques tests, nous avons constaté que cette restriction pouvait être dépassée et conduisait dans
certains cas à des valeurs négatives pour certaines aspérités. Pour contourner le problème, nous avons
donc utilisé comme base commune, c’est à dire pour b, la valeur correspondant à la longueur du profil Lp.
Ainsi, le rayon de contact pour chaque aspérité est ramené à la longueur du profil initial et l’expression
est redéfinie par l’équation J.2 :
RTCi =
1
2aiλe
[
1− 1.41 ai
Lp
]
(J.2)
Fort de cette définition, nous avons recalculé la conductance h(inverse de la résistance) totale associée
à une surface en considérant d’abord la conductance associée à chaque profil hp, puis en prenant compte
une moyenne globale sur l’ensemble des profils définissant la surface. Les grandeurs hp et h sont définies
alors par les équations J.3 :


hp =
∑
i
1
RTCi
h =
1
np
∑
p hp
(J.3)
Nous avons ensuite comparé ce calcul à un modèle basé sur celui de Mikic, en ne tenant compte que de
la rugosité quadratique moyenne σ pour des raisons de compatibilité dimensionnelles ([h] ≡Wm−2K−1).
Ainsi le modèle de comparaison peut se présenté sous la forme de l’équation J.4 :
hs = α
λe
σ
(
P
H
)γ
(J.4)
En faisant la comparaison, nous avons constaté qu’il est possible d’ajuster les deux approches en
prenant un coefficient α ≃ 7.58 et γ=1. Le résultat de la comparaison est donné sur la figure J.1. On
remarque que l’effet de saturation n’est ici pas observé. En m’inspirant du modèle de Mikic modifié
(proche du modèle d’approche de Bardon), nous avons confronté quelques résultats expérimentaux (figure
J.2). Force est de constater que la tendance reproduite par le modèle est assez éloignée de celles des points
expérimentaux.
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Fig. J.1: Comparaison du modèle de Bardon à un modèle type Mikic ajusté
Fig. J.2: Evolution de la conductance en fonction de la pression, comparaison au modèle
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Annexe K
Évaluation du flux pour la
simulation
Chapitre K. Évaluation du flux pour la simulation
Le rapport de réduction a été défini en se basant sur l’équation simple donnant l’évolution de tempé-
rature T (x, t) à flux imposé K.1 :
T (x, t) = 2q
√
κt
λ
erfc−1
(
x
2
√
κt
)
(K.1)
dans laquelle q est la densité de flux, κ est la diffusivité, t est le temps, x est la position et erfc−1
est l’inverse du complémentaire de la fonction erreur (erfc = 1 − erf). Dans l’expérimentation, nous
considérons la valeur maximale de la densité de flux atteinte en fin d’expérimentation, en sachant que
les valeurs intermédiaires peuvent être exprimées en pourcentage du maximum. Nous considèrons pour
simplifier le calcul, que la densité de flux est imposée à la position x=0. Soit qexp et ∆texp sont respec-
tivement la densité de flux et le temps expérimentaux et qsim et ∆tsim les mêmes grandeurs pour la
simulation. Pour avoir la même élévation de température théorique à l’endroit où est imposé le flux, les
quatre grandeurs doivent satisfaire à l’équation K.2 :
qexp
√
κ∆texp
λ
= qsim
√
κ∆tsim
λ
(K.2)
Avec ∆texp = 20 ×∆tsim, il vient que qsim =
√
20× qexp, soit qsim ≃
√
20× qexp
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